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Kurzfassung
Aktuelle und zukünftige Herausforderungen bei der Bewertung und Auslegung von Schrauben- und
Flanschverbindungen bei erhöhten Temperaturen erfordern ein umfassendes Verständnis auftretender
Verformungs- und Spannungsrelaxationsvorgänge. Das isotherme Werkstoffverhalten wurde in den ver-
gangenen Jahrzehnten bereits umfangreich untersucht. Infolge der Forderung nach einer höheren An-
lagenflexibilität fossil befeuerter Kraftwerksanlagen ändert sich hier das Beanspruchungsprofil jedoch
grundlegend und transiente Beanspruchungen gewinnen zunehmend an Bedeutung. Diese Arbeit soll da-
her einen Beitrag zum verbesserten Verständnis des isothermen und vor allem transienten Verformungs-
und Relaxationsverhaltens der für Hochtemperatur-Schraubenverbindungen eingesetzten Nickelbasisle-
gierungen Nimonic 80A und Nimonic 101 leisten. Zudem gilt es robuste Werkstoffmodelle zu entwickeln,
mit deren Hilfe mögliche Schäden frühzeitig erkannt und Konservativitäten, die derzeit noch existierende
Unsicherheiten abdecken, bereits bei der Auslegung abgebaut werden können.
Zentraler Ansatz der vorliegenden Arbeit bildet das Prinzip der Superposition relevanter Dehnungsan-
teile zur Berechnung der permanenten Verformung. Letztere ermöglicht zusätzlich die Modellierung der
Spannungsrelaxation. Die dafür notwendige Datenbasis wurde mithilfe isothermer Warmzug-, Kriech-
und Glühversuche erzeugt. In dem Zusammenhang wurden zudem die mikrostrukturellen Ursachen der
Volumenkontraktion betrachtet. Des Weiteren wurden anhand von Spannungsrelaxationsversuchen die
maßgeblich beitragenden Verformungsmechanismen diskutiert.
Kriech- und Relaxationsversuche mit transienter Temperaturführung am Nimonic 80A haben gezeigt,
dass es weder zu einer Beschleunigung noch zu einer Verzögerung der Kriechdehnung bzw. der Span-
nungsrelaxation kommt. Im Gegensatz dazu weist der Nimonic 101 tendenziell eine Beschleunigung der
Kriechverformung infolge zyklischer Temperaturwechsel auf. Der Stabilitätsbereich der mikrostrukturel-
len Ursachen der Volumenkontraktion wurde mit Hilfe von DSC- und TMA-Messungen eingegrenzt.
Basierend auf der Datenbasis wurden anschließend die Parameter phänomenologischer Werkstoffmo-
delle zur Beschreibung des elastisch-plastischen, des Volumenkontraktions- und des Kriechverhaltens
identifiziert. Neben der Norton-Bailey-Gleichung wurde der leistungsfähige und industriell erprobte,
modifizierte Garofalo-Ansatz zur Modellierung der Kriechverformung herangezogen. Im Zuge dessen
konnte zudem eine implizite Formulierung der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung entwickelt wer-
den, welche eine verbesserte numerische Robustheit und Potenzial zur Verkürzung von Rechenzeiten
aufweist.
Anschließend wurde die Methode der Superposition der Dehnungsanteile sowie deren phänomenologi-
sche Beschreibungen erfolgreich anhand numerischer Nachrechnungen der isothermen und transienten
Kriech- und Relaxationsversuche validiert. Erwartungsgemäß erhöht die zunehmende Komplexität der
Modelle und die konsistente Beschreibung der Temperatur- und Spannungsabhängigkeiten die Vorhersa-
gegenauigkeit. Die FE-Simulation bauteilnaher Schraubenverbindungsmodelle mit Dehnhülse und eine
Sensitivitätsbewertung wesentlicher Beanspruchungsgrößen, Werkstoffeigenschaften und Modellpara-
meter vermittelten zudem einen Eindruck über Potenziale und Unsicherheiten der Modelle bei anwen-
dungsrelevanten Fragestellungen.
Diese Forschungsarbeit liefert somit wertvolle Erkenntnisse zu den Auswirkungen transienter Beanspru-
chungen auf das Verformungs- und Spannungsrelaxationsverhalten. Des Weiteren stehen nun Werkstoff-




Current and future challenges in the design and dimensioning of new as well as in the assessment of operating
high-temperature bolt connections require a comprehensive knowledge of deformation processes and stress
relaxation. The isothermal material behavior is widely understood. However, in the last years, transient
loading conditions become more important for fossil-fired power plants, forced by the increasing number
of start-ups and shutdowns. Thus, a better understanding of the basic material behavior and robust non-
isothermal material models are required to enable a precise prediction of material deformation and stress
relaxation.
In order to meet this demand, the significant strain portions occurring at elevated temperatures were dis-
cussed and experimentally characterized. In this research work, the nickel-base alloys Nimonic 80A and
Nimonic 101 were examined in a temperature range from 450 to 700 °C. It was figured out that, beside
elastic-plastic and creep deformations, the ’negative creep’ also referred to as volume contraction has to be
taken into account. In contrast, the influence of anelasticity can be regarded as negligible. Further, experi-
ments with transient loading conditions showed neither acceleration nor a deceleration of creep deformation
or stress relaxation in the examined temperature and stress range. However, the microstructural reasons
of the volume contraction are thermodynamical stable only in a defined temperature range. The critical
temperature, where volume contraction decreases, was determined by DSC and TMA investigations.
Subsequent, based on the engineering approach of the superposition of relevant strain proportions,
temperature-dependent phenomenological equations were developed describing the elastic-plastic, creep and
volume contraction behavior. The adjustment of the parameters was based on a wide database of isothermal
hot tensile tests, creep, and annealing experiments. Within the context of modeling, a new implicit formu-
lation of the modified Garofalo creep equation was developed, which exhibits numerical implementation
advantages.
The material models have been successfully validated by FE-simulations of isothermal creep and stress rela-
xation experiments afterward. So-called ’45° diagrams’ and calculated defective areas between modeled and
experimental determined stress relaxation curves showed that an increasing complexity of the creep model
enhances the accuracy of the prediction. Furthermore, the recalculation of non-isothermal stress relaxation
tests and bolted joint models had demonstrated the capability of the defined material laws in a wide stress
range under transient loading conditions. Concluding, a sensitivity analysis of the loading parameters, stress,
and temperature, as well as of different material properties and model parameters made an estimation of
uncertainties possible.
The findings of the current work contribute to a better understanding of how transient loading conditions
influence the deformation and stress relaxation behavior of nickel-base alloys. Furthermore, material models
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aC, bC Terme zur Berechnung der Steifigkeit
ai(T ) Term der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
ai0, ai1 Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
ai,GW Parameter der Graham-Walles-Kriechgleichung
b1, b2 Spannungsexponent der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
c Steifigkeit (mm ·MPa)
c1 Parameter der plastischen Anfangsdehnung
cDH Steifigkeit der Dehnhülse (mm ·MPa)
cF Steifigkeit des Flansches (mm ·MPa)
cH Steifigkeit der Hülse (mm ·MPa)
ci(T ) Term der plastischen Anfangsdehnung
cS Steifigkeit des Schraubenbolzens (mm ·MPa)
dd Parameter der Volumenkontraktion
di Parameter der plastischen Anfangsdehnung
f Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
fd Parameter der Volumenkontraktion
frel Relativausdehnung zwischen Schraubenbolzen und Flansch
l Länge (mm)
l0 Ausgangslänge (mm)
lDH Länge der Dehnhülse (mm)
lH Länge der Hülse (mm)
lS Länge des Schraubenbolzens (mm)
m Zeitexponent der Norton-Bailey-Kriechgleichung
mZ Kennwert zur Bewertung der Genauigkeiten von Werkstoffmodellen
n Spannungsexponent der Norton-Gleichung
n1,n2 Spannungsexponent der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
nGradient Gradient des deviatorischen Spannungspotenzials
ni Spannungsexponent der plastischen Anfangsdehnung
ni,GW Parameter der Graham-Walles-Kriechgleichung
nRO Spannungsexponent der Ramberg-Ossgood-Gleichung
t Zeit (h)
v
t12, t23 Übergangszeit der Kriechbereiche (h)
ta Parameter der Manson-Brown-Gleichung
tBeginn Startzeit eines Zeitinkrements (h)
tEnde Endzeit eines Zeitinkrements (h)
t",Tmax Zeit bis zum Erreichen einer Dehngrenze bei maximaler Temperatur (h)
t",Tmin Zeit bis zum Erreichen einer Dehngrenze bei minimaler Temperatur (h)
tH Haltezeit (h)
tp0,2% Zeit bis 0,2 % permanente Dehnung (h)
t∗p0,2% berechnete Zeit bis 0,2 % permanente Dehnung (h)
tu Bruchzeit (h)
u Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
Lateinische Großbuchstaben
Au Bruchdehnung (%)
Ai(T ) Terme der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
AG Parameter der Garofalo-Kriechgleichung
Ai0 Term der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
AD Parameter der Dorn-Kriechgleichung
AMV Parameter der McVetty-Kriechgleichung
B Parameter der allgemeinen Formulierung der Aktivierungsenergie
B0,B1,B2 Parameter der Manson-Brown-Gleichung
C12,C23 Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
D Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
E Elastizitätsmodul (MPa)
ET Elastizitätsmodul bei Temperatur (MPa)
F Kraft (N)
FB Parameter der Bailey-Kriechgleichung
H("f) Term der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
H(t) Term der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
I("f) Term der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
K Parameter der Norton-Bailey-Kriechgleichung
K1(T ),K2(T ) Terme der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
KA Parameter der Arrhenius-Gleichung
Kd Parameter der Volumenkontraktion
Ki,Ki0,Ki1 Parameter der plastischen Anfangsdehnung
Ki(T ) Term der plastischen Anfangsdehnung
KRO Parameter der Ramberg-Ossgood-Gleichung
L′ Referenzlänge des Schraubenbolzens (mm)
vi
Lt," Lebensdaueranteil bezogen auf eine Dehngrenze
Md Parameter der Volumenkontraktion
mMB Parameter der Manson-Brown-Gleichung
PMB Manson-Brown Parameter
QAi Term der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
Qi Aktivierungsenergie der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
QKi Aktivierungsenergie der plastischen Anfangsdehnung
Qρ10 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
R Matrix zur Definition anisotroper Volumenkontraktion
RG Gaskonstante (J/(mol · K))
Rm Zugfestigkeit (MPa)
RuTt Zeitstandfestigkeit (MPa)
RMB Parameter der Manson-Brown-Gleichung




TA Parameter der Volumenkontraktion
Ta Parameter der Manson-Brown-Gleichung
Tmax maximale Temperatur (°C)
Tmin minimale Temperatur (°C)
V Volumenanteil einer Phase (%)
Wd Parameter der Volumenkontraktion




αth thermischer Ausdehnungskoeffizient (1/K)
αi(T ) Terme der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
α12,α23 Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
αDH thermischer Ausdehnungskoeffizient der Dehnhülse (1/K)
αH thermischer Ausdehnungskoeffizient der Hülse (1/K)
αi0,αi1 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
αS thermischer Ausdehnungskoeffizient des Schraubenbolzens (1/K)
β1,β2,β3 Spannungsexponenten impliziten Garofalo-Kriechgleichung
γ1,γ3 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
δ1,δ3 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
δA Fehlerfläche (MPa · h)
vii
" Dehnung (%)
"0 Solldehnung bei Relaxationsversuchen (%)
"d dichteabhängige Dehnung, Volumenkontraktion (%)
"el elastische Dehnung (%)
"f Kriechdehnung (%)
"f,1,"f,2,"f,3 primäre, sekundäre und tertiäre Kriechdehnung (%)
"f,12,"f,23 Übergangskriechdehnung der Kriechbereiche (%)
"f,1max maximale, primäre Kriechdehnung (%)
"˙f Kriechgeschwindigkeit (%/h)
"˙f,I primäre Kriechgeschwindigkeit (%/h)
"˙f,III tertiäre Kriechgeschwindigkeit (%/h)
"˙f,min minimale Kriechgeschwindigkeit (%/h)
"∗f fiktive Kriechdehnung (%)
"i plastische Anfangsdehnung (%)
"k anelastische Dehnung (%)
"per permanente Dehnung (%)
"∗per berechnete, permanente Dehnung (%)
"rel elastische Rückdehnung des Schraubenbolzens (%)
"T Wärmedehnung (%)
"t Gesamtdehnung (%)
"th thermische Dehnung (%)
λd Parameter der Volumenkontraktion
µ1(T ),µ3(T ) Dehnungsexponenten der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
µi0,µi1 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
ν1,ν2,ν3 Spannungsexponenten impliziten Garofalo-Kriechgleichung
ρ10,ρ12,ρ23 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
σ Normalspannung (MPa)
σ0 Anfangsspannung (MPa)
σa äußere Spannung (MPa)
σi innere Spannung (MPa)
σr Restspannung des Schraubenverbindungsmodells (MPa)
σx Spannung zur Normierung (MPa)
τd Parameter der Volumenkontraktion
ω10,ω11,ω12,ω23 Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
Griechische Großbuchstaben
∆L10 Länge des Schraubenbolzens vor der Auslagerung (mm)
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viii
∆L1σ Länge des verspannten Schraubenbolzens vor der Auslagerung (mm)
∆L20 Länge des Schraubenbolzens nach der Auslagerung (mm)






∆"cr Dehnungsinkrement der Kriechsubroutine
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FEM Finite-Elemente-Methode
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HREM hochauflösendes Rasterelektronenmikroskop
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Werkstoffbezeichnungen
Alloy 286 X6NiCrTiMoVB25-15-2 (Werkstoffnummer: 1.4980)
CB2 GX13CrMoCoVNbNB9-2-1
Kh20N80 Nickelbasislegierung ähnlich dem Nimonic 80A
Nimonic 101 NiCr25Co20TiAlMoNb, Ni 101
Nimonic 80A NiCr20TiAl, Ni 80A (Werkstoffnummer: 2.4952)
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1 Einführung in die Themenstellung
Die Auslegung und Bewertung von Bauteilen beruht im Allgemeinen auf einem Vergleich von äußerer
Beanspruchung und Beanspruchbarkeit des Werkstoffs. Mechanische Kenngrößen, wie zum Beispiel die
Festigkeit eines Werkstoffes, werden häufig als Bemessungsregeln für Bauteile herangezogen, ohne dass
umfassende Kenntnisse zum Verformungsverhalten vorliegen. Bei erhöhten Temperaturen, wobei die
technisch relevante Grenze werkstoffabhängig bei ungefähr dem 0,4-fachen der Schmelztemperatur Tm
(in Kelvin) liegt, müssen jedoch zusätzlich wirkende zeitabhängige Verformungen bekannt und möglichst
umfassend verstanden sein, um betriebssicher auslegen zu können [1].
Kriechprozesse sind die wohl bekanntesten zeitabhängigen Verformungen bei erhöhten Temperaturen.
Neben der Deformation und der Werkstoffschädigung durch die Bildung von Kriechporen oder Kriech-
rissen sind Kriechverformungen für die Umlagerung reversibler in irreversible Dehnungen maßgeblich
verantwortlich, was im Allgemeinen als Spannungsrelaxation bezeichnet wird [2]. Des Weiteren können
zeitabhängige Transformationen metastabiler Gefügeausscheidungen zu Eigenschafts- und Formände-
rungen führen, deren Kenntnis für eine sichere Bauteilbewertung absolut notwendig ist.
In konventionellen fossil befeuerten Kraftwerksanlagen unterliegen viele Bauteile erhöhten Temperatu-
ren bei gleichzeitig hohen mechanischen Beanspruchungen. Hochtemperaturverformungsvorgänge sind
somit bei der Auslegung von Flansch- und Schraubenverbindungen unbedingt zu berücksichtigen. Ein
Vorspannkraftverlust der Schraubenbolzen infolge von Spannungsrelaxation kann zu einem Verlust der
Dichtheit der Verbindung führen. Je nach Einsatztemperatur werden niedrig- bis hochlegierte Stähle
als Schraubenwerkstoffe eingesetzt. Die Nickelbasislegierung NiCr20TiAl, auch bekannt unter dem Her-
stellernamen Nimonic 80A, kommt üblicherweise bei maximalen Temperaturen von 600 bis 650 °C zum
Einsatz. Der Nimonic 101 (NiCr25Co20TiAlMoNb) stellt in zukünftigen 700 °C-Kraftwerken eine mög-
liche Alternative als Schraubenwerkstoff dar. Das isotherme Verformungs- und Festigkeitsverhalten der
genannten Werkstoffe ist hinlänglich bekannt, sodass unter stationären Beanspruchungsbedingungen
sichere Bauteilbewertungen und Lebensdauerabschätzungen möglich sind [3–5].
In den vergangenen Jahrzehnten hat sich das Anforderungsprofil fossil befeuerter Kraftwerksanlagen je-
doch grundlegend geändert. Während viele der derzeit aktiven fossil befeuerten Anlagen zu Baubeginn
auf einen stationären Grundlastbetrieb ausgelegt worden sind, müssen diese derzeit eine hohe Flexibi-
lität aufweisen, um Leistungsspitzen abzufangen und die Netzstabilität zu gewährleisten. Beispielhaft
sei hierfür die erzeugte Energie einer Aprilwoche in Deutschland aus dem Jahr 2014 herangezogen, bei
der Steinkohlekraftwerke als maßgebliche Leistungspuffer häufigen Lastwechseln unterworfen wurden
(Abbildung 1.0.1) [6]. Die zunehmende Flexibilisierung mit dem einhergehenden Bedeutungsgewinn
transienter Beanspruchungen und die steigenden Leistungsanforderungen an die Werkstoffe betreffen
jedoch auch Branchen wie den Flugturbinenbau, den chemischen Anlagenbau oder zunehmend die Au-
tomobilindustrie. In diesen Bereichen wird ebenso ein umfassendes Verständnis des Verformungsverhal-
tens unter isothermen und transienten Bedingungen für die Auslegung und Lebensdauerbewertung der
Bauteile benötigt. „Transient“, beschreibt in der vorliegenden Arbeit wechselnde Temperaturen unter
annähernd gleichbleibenden mechanischen Beanspruchungen.
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Abbildung 1.0.1: Stromerzeugung in Deutschland während einer Aprilwoche in 2014 [6]
1.1 Aktuelle Relevanz in der Forschung und industriellen Anwendung
Bereits in den 60er Jahren, in denen die Nickelbasislegierung Nimonic 80A zunehmend als Schrauben-
werkstoff in Kraftwerksanlagen eingesetzt wurde, führten die teils unvollständigen Kenntnisse über das
Verformungsverhalten der Schraubenwerkstoffe zu einer Reihe von Schadensfällen bis hin zu Brüchen
von Schraubenbolzen [7–9]. In diesen Fällen konnte letztlich die metastabile Volumenkontraktion als
eine der maßgeblichen Ursachen identifiziert werden. Infolgedessen wurden umfangreiche isotherme
Untersuchungen durchgeführt und die Empfehlungen für den Einsatz der Schraubenbolzen entspre-
chend angepasst [10]. Dokumentierte Schadensfälle von Nimonic-Verschraubungen lassen sich jedoch
bis in die heutige Zeit finden. Die unzureichend berücksichtigte Volumenkontraktion stellt dabei in der
Regel nur einen Aspekt dar, der in Kombination mit anderen Faktoren wie Spannungskonzentrationsstel-
len durch mangelhafte Konstruktion zum Bauteilversagen führte [11].
Die im vorangegangenen Abschnitt beschriebenen Änderungen des Beanspruchungsprofils fossil be-
feuerter Kraftwerksanlagen mit häufigeren An- und Abfahrvorgängen stellen zusätzliche Herausforde-
rungen dar. So konnten bereits Bauteilschädigungen in Form von Rissen aufgrund erhöhter thermo-
mechanischer Beanspruchung festgestellt werden [12]. Dies zeigt, dass derzeit kein umfassendes Ver-
ständnis der isothermen und transienten Verformungsvorgänge des Nickelbasiswerkstoffes Nimonic 80A
vorliegt. Die Auslegung und Lebensdauerbewertung von Komponenten sowie die Abschätzung von Revi-
sionsintervallen erfolgt demnach mit großen Unsicherheiten, was in den meisten Fällen zu konservativen
Vorgehen beim Design und bei der Festlegung der Intervalle führt.
Solange keine ausreichenden Energiespeicher zur Verfügung stehen, um die benötigten Energiemengen
bereitstellen zu können, wird sich die skizzierte Entwicklung der zunehmenden Flexibilität fossil befeu-
erter Kraftwerksanlagen in den kommenden Jahren weiter fortsetzen. Trotz zunehmender Einspeisung
von erneuerbaren Energien müssen die konventionellen fossil befeuerten Anlagen zur Abdeckung von
Leistungsspitzen und als Reserven jederzeit bereitgehalten werden. So zeigt die Prognose der benötig-
ten fossil erzeugten Energie für Irland im Jahr 2020, dass keine Grundlastabdeckung mehr benötigt
wird, konventionelle Kraftwerke aber viele Leistungsspitzen in kurzer Zeit abdecken müssen (Abbil-
dung 1.1.1) [13–15].
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Abbildung 1.1.1: Prognostizierte, benötigte Residuallast durch fossile Energieträger für einen Monat in 2020 am Beispiel
Irland [13]
1.2 Vision
Die aktuellen und zukünftigen Herausforderungen bei der Bewertung und Auslegung von Bauteilen bei
erhöhten Temperaturen erfordern ein möglichst umfassendes Verständnis der Verformungsvorgänge so-
wie umfangreiche Kenntnisse über die Auswirkungen isothermer und transienter Beanspruchungen. Zum
Erhalt der Dichtheit von in Kraftwerksanlagen vielseitig eingesetzten Schrauben- und Flanschverbindun-
gen ist, neben dem Verformungsverhalten durch plastisches Fließen, Kriechen oder Änderungen der
Mikrostruktur, die Spannungsrelaxation unbedingt zu berücksichtigen. Des Weiteren werden Berech-
nungsmethoden und Werkstoffmodelle benötigt, die sowohl isotherme als auch transiente Beanspru-
chungsszenarien mit hoher Genauigkeit abbilden können. Die industrielle und effiziente Anwendung
der Werkstoffmodelle erfordert zudem ein hohes Maß an Robustheit mit wirtschaftlich vertretbarem
Rechenaufwand. Darüber hinaus sollte die Integration in numerische Finite-Elemente(FE)-Programme
möglich und einfach handhabbar sein.
Die Vision der Arbeit besteht nunmehr daraus, ein umfangreiches Verständnis aller Verformungsvorgänge
zu erzielen um, basierend auf zu entwickelnden Werkstoffmodellen des Nimonic 80A und Nimonic 101,
mögliche Schäden frühzeitig zu erkennen und somit Konservativitäten bereits bei der Auslegung abbauen
zu können. Auf Basis dieser kann dann ebenfalls eine genauere Abschätzung von Revisionsintervallen fos-
sil befeuerter Kraftwerksanlagen insbesondere für praktisch relevante flexible Betriebsweisen ermöglicht
werden, ohne die Anlagensicherheit zu gefährden.
Um der beschriebenen Vision näherzukommen, wird zunächst ein aktueller Stand des Wissens zu
Verformungs- und Spannungsrelaxationsmechanismen, zu deren mikrostrukturellen Ursachen sowie zu
bereits bestehenden Modellierungsansätzen des Werkstoffverhaltens erstellt. Anhand der dabei iden-
tifizierten Lücken im Wissensstand leitet sich anschließend die Aufgabenstellung für die vorliegende
Arbeit ab. Mithilfe eines geeigneten Lösungsansatzes, der eine experimentelle Charakterisierung des
Verformungs- und Relaxationsverhaltens und die Entwicklung bzw. Anpassung von Werkstoffmodellen
beinhaltet, soll ein umfassenderes Werkstoffverständnis erreicht sowie eine hinreichend genaue und ro-
buste numerische Beschreibung ermöglicht werden.
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2 Stand des Wissens
Zunächst wird im Folgenden der aktuelle Stand des Wissens vorgestellt. Nach einer kurzen Einleitung
zu den Anwendungen, Eigenschaften und dem Gefügeaufbau der Nickelbasiswerkstoffe folgt die Einfüh-
rung der maßgebenden Verformungsmechanismen. Letztere werden im Anschluss ausführlich diskutiert,
wobei im Besonderen die mikrostrukturellen Ursachen und vorhandene Werkstoffmodelle betrachtet
werden. Daran schließt sich eine Zusammenfassung vorhandener Kenntnisse zum Spannungsrelaxati-
onsverhalten an, welches für die Bewertung von Schraubenverbindungen von großer Bedeutung ist.
Zudem wird ein Überblick über aktuell vorliegende Untersuchungen zum Verformungs- und Spannungs-
relaxationsverhalten unter transienten Beanspruchungsbedingungen gegeben.
Die eingerückten und kursiv geschriebenen Absätze am Ende der nachfolgenden Kapitel enthalten
Kurzzusammenfassungen der im Bezug zur angestrebten Vision wesentlichen Inhalte.
2.1 Nickelbasislegierungen als Schraubenwerkstoffe
Eine der ältesten und vielseitigst eingesetzten Nickelbasislegierungen ist die Knetlegierung NiCr20TiAl,
auch bekannt unter dem Markennamen Nimonic 80A oder Alloy 80A [16]. Aufgrund der im Vergleich
mit den warmfesten Stählen hohen Kriechfestigkeit bei verhältnismäßig guter Bearbeitbarkeit wird diese
Legierung für Schaufeln, Scheiben oder Ringe in Gas- und Dampfturbinen, als Rohrleitungskomponenten
in nuklearen Kraftwerksanlagen, als Schraubenwerkstoff und zum Teil im Abgasstrang von Automobilen
eingesetzt [17]. Die wichtigsten Verfestigungsmechanismen stellen dabei zum einen die Mischkristall-
verfestigung der kubisch-flächenzentrierten (kfz) γ-Matrix mit Elementen wie Co, Fe, Cr, Nb, Ta sowie
zum anderen die Ausscheidungsverfestigung durch die kohärente γ’-Phase dar. Diese entspricht einer
stöchiometrischen Nennzusammensetzung von Ni3Al, wobei Nickel auch von Kobalt und Aluminium von
Titan substituiert werden kann. Neben der hohen Kriechfestigkeit, die mit dem Relaxationswiderstand
korreliert und einen langfristigen Erhalt der Vorspannkräfte ermöglicht, sollten Schraubenwerkstoffe ein
ausreichendes Maß an Duktilität zur Vermeidung von Kerbversprödung in den Gewinden mitbringen.
Eine möglichst hohe Streckgrenze wird für das Aufbringen der für den Kraftwerkseinsatz benötigten ho-
hen Spannung zum Erhalt der Dichtheit auch bei hohen Anlagendrücken und Temperaturen benötigt. Im
Vergleich mit typischen Vertretern warmfester Stähle für Schraubenbolzen mit einer maximalen Einsatz-
temperatur von 600 °C, wie der X22CrMoV12-1 oder der X19CrMoVNbN11-1, weist die Nickellegierung
Nimonic 80A die genannten Eigenschaften bis 650 °C in ausreichend hohem Maße auf. Die Anwendbar-
keit des Nimonic 80A als Schraubenwerkstoff in fossil befeuerten Kraftwerksanlagen im Bereich hoher
Temperaturen konnte in einer Reihe von Forschungsarbeiten aufgezeigt werden [3, 18, 19].
Eine Weiterentwicklung des Nimonic 80A stellt der Nimonic 101 dar. Aufgrund eines höheren Gehalts
an Aluminium, Titan und Kobalt bildet sich tendenziell ein größerer γ’-Anteil aus. Weiterhin reduziert
Kobalt die Stapelfehlerenergie, sodass das Klettern von Versetzungen erschwert wird, was zu einer wei-
teren Festigkeitssteigerung führt. Das zusätzlich hinzulegierte Molybdän bleibt zum einen in der Misch-
kristallmatrix gelöst und trägt zum anderen zur Mischkristallverfestigung bei. Des Weiteren bilden sich
Molybdän-Karbide entlang der Korngrenzen aus, die Korngrenzengleiten behindern und das Kornwachs-
tum verlangsamen [2]. Daraus resultieren eine höhere Zeitstandfestigkeit und ein verbesserter Wider-
stand gegen Spannungsrisskorrosion bis 750 °C. Trotz der höheren Festigkeit ist der Nimonic 101 eine
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mechanisch bearbeitbare Knetlegierung [16]. Derzeit wird die Legierung als Turbinenschaufelwerkstoff
in einem Temperaturbereich von 600 bis 700 °C eingesetzt [20]. Im Hinblick auf Wirkungsgradsteigerun-
gen fossil befeuerter Kraftwerksanlagen durch eine Erhöhung der Dampftemperatur von derzeit ungefähr
625 °C auf bis zu 700 °C wird der Nimonic 101 auch für den Einsatz als Schrauben- und Flanschwerkstoff
interessant.
2.2 Verformungsverhalten von Metallen
Das Verformungsverhalten der Metalle lässt sich grundsätzlich in mechanische, thermische und auf Ge-
fügeumwandlungen basierende Dehnungen unterteilen. Abbildung 2.2.1 gibt einen Überblick über mög-
liche Ursachen der Verformungen. Die mechanischen Dehnungen können zusätzlich in reversible, bei de-
nen der Körper nach der Entlastung wieder die Ausgangsform annimmt und irreversible Verformungen,
die zu einer dauerhaften Formänderungen führen, unterteilt werden. Zeitunabhängige reversible und
irreversible Verformungen (als "el bzw. "i bezeichnet) werden häufig unter dem Begriff des elastisch-
plastischen Werkstoffverhaltens zusammengefasst (Abschnitt 2.3).
Die zeitabhängigen mechanischen Verformungen können in anelastische und Kriechverformungen ("k
bzw. "f) eingeteilt werden. Die Mechanismen der Kriechverformung "f, deren mathematische Beschrei-
bung und die Auswirkungen transienter Temperaturbedingungen werden im Abschnitt 2.4 im Detail dar-
gestellt. Die Trennung zwischen irreversibler zeitunabhängiger plastischer Verformung und zeitabhängi-
ger Kriechverformung stellt eine unter technischen Gesichtspunkten zweckmäßige Vereinfachung dar.
Auf physikalischer Ebene beruhen die plastischen Verformungen auf Gleitprozessen von Versetzungen
im Kristallgitter und somit auf Platzwechselvorgängen von Atomen. Die dafür benötigte Zeit kann unter
technisch relevanten Laufzeiten jedoch vernachlässigt werden [21]. Welche der mechanisch initiierten
Verformungsmechanismen letztlich zum Tragen kommen, hängt von der Temperatur, der Spannung, dem
Werkstoff und vom Werkstoffzustand ab. Einen spannungs- und temperaturabhängigen Überblick geben
sogenannte Verformungs-Mechanismus-Karten (Abbildung 2.2.2) [22].
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Abbildung 2.2.1: Schematische Einteilung des Verformungsverhaltens der Metalle
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Abbildung 2.2.2: Schematische Verformungs-Mechanismus-Karte eines metallischen Werkstoffes nach [2]
Rein elastische Verformungen treten bei Spannungen unterhalb der Fließgrenze auf. Ab einer Tempera-
tur von ungefähr dem 0,4-fachen der Schmelztemperatur (in Kelvin) wird die für Diffusionsprozesse der
meisten technischen Legierungen notwendige Aktivierungsenergie erreicht. Somit kommt es ab dieser
Temperatur zu zeitabhängigen Kriechverformungen, die entweder auf einem gerichteten Materialstrom,
dem sogenannten Diffusionskriechen, oder einer diffusionsdominierten Versetzungsbewegung, dem Ver-
setzungskriechen, beruhen. Übersteigt die vorliegende Spannung die Fließgrenze, setzt konventionelles
Versetzungsgleiten ein und es bilden sich die bereits genannten quasi zeitunabhängigen plastischen Ver-
formungen aus [1, 21].
Die reversiblen anelastischen Dehnungen "k basieren auf spannungsinduzierten Bewegungen von Defek-
ten der Kristallstruktur wie Korngrenzen, Versetzungen oder die Ausbildung elastischer Dipole an Punkt-
defekten [23, 24]. Andere Autoren beziehen die anelastischen Effekte auch auf die Wechselwirkung
unterschiedlich harter Gefügebereiche [25]. Technisch relevante Beträge der anelastischen Verformung
wurden bisher jedoch lediglich bei Stahl- und Titanlegierungen gemessen [3, 5, 26, 27].
Thermische Dehnung "th (vgl. Abbildung 2.2.1) müssen bei der Bewertung von Schrauben- und Flansch-
verbindungen zwingend berücksichtigt werden, sobald verschiedene Werkstoffgruppen für Schrauben-
bolzen und Flansch- bzw. Gehäusekörper eingesetzt werden bzw. transiente Temperaturbeanspruchun-
gen vorliegen. So führt das unterschiedliche thermische Ausdehnungsverhalten von Stahl- und Nickelba-
sislegierungen gegebenenfalls bereits während des Aufheizens zu einem Verlust an Vorspannkraft. Wird
außerdem die freie Ausdehnung von Bauteilen durch äußere Randbedingungen eingeschränkt oder be-
hindert, bewirken die thermischen Dehnungen zusätzliche mechanische Spannung, die gegebenenfalls
irreversible Verformungen zur Folge haben [2].
Des Weiteren können zeitabhängige Gefügeumwandlungen Änderungen der Dichte des Werkstoffes be-
wirken. Diese können bei Nickelbasis- und austenitischen Stahlwerkstoffen technisch relevante Größen-
ordnungen erreichen. Führen die dichteabhängigen Dehnungen "d zu einer Verkleinerung des Volumens
spricht man von Volumenkontraktion. Einige Werkstoffe weisen zudem bei Temperaturen oberhalb von
700 °C eine zeitabhängige Vergrößerung des Volumens und somit eine Dilatation auf [3, 5, 28]. Die
6 Kapitel 2
mikrostrukturellen Ursachen und das Verhalten unter transienten Temperaturbedingungen werden im
Abschnitt 2.5 diskutiert.
Die Beschreibung des Verformungsverhaltens der Nickelbasiswerkstoffe erfordert ein umfassen-
des Verständnis des zeitunabhängigen elastisch-plastischen Dehnungsverhaltens, der thermischen
Ausdehnung sowie der zeitabhängigen anelastischen Verformung, Kriechverformung und Volu-
menkontraktion. Die anelastische Dehnung scheint bei den Nickelbasiswerkstoffen keine tech-
nisch relevante Größenordnung anzunehmen. Dies gilt es jedoch, für die untersuchten Werkstoffe
experimentell abzusichern.
2.3 Elastisch-plastische Verformung
Das elastisch-plastische Werkstoffverhalten beschreibt die unter technischen Gesichtspunkten zeitunab-
hängigen reversiblen und irreversiblen Verformungen. Die Verzerrung des Atomgitters infolge einer an-
greifenden Kraft ist zunächst linear-elastisch, sodass der Werkstoff nach dem Entlasten seine ursprüng-
liche Form wieder annimmt (Abbildung 2.3.1). Dieser lineare Bereich der Spannungs-Dehnungs-Kurve
































Abbildung 2.3.1: Spannungsdehnungskurve nach [21] (a) sowie schematische Darstellung des Gleitens einer Stufenver-
setzung im Metallgitter (b) [1]
Übersteigt die äußere Spannung die Fließ- bzw. Streckgrenze Rp0,2, beginnen sich die Versetzungen auf
ihren Gleitebenen durch das Atomgitter zu bewegen und der Werkstoff wird irreversibel plastisch ver-
formt (Abbildung 2.3.1 (a)) [21]. Dieser Dehnungsanteil wird in der vorliegenden Arbeit mit "i ge-
kennzeichnet. Die plastischen Verformungen, die während der Lastaufbringung von Kriechversuchen
entstehen, werden plastische Anfangsdehnungen genannt [29].
Die Charakterisierung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens erfolgt in der Regel an einachsi-
gen Zugversuchen und den sich daraus ergebenden Spannungs-Dehnungsverläufen (Abbildung 2.3.1
(b)) [1]. Eine bekannte analytische Formulierung zur Abbildung des elastisch-plastischen Werkstoffver-
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mit dem Elastizitätsmodul E, der vorliegenden Normalspannung σ und den temperaturabhängigen Kon-
stanten KRO und nRO [30]. Die Anwendung der gezeigten Beziehung bei der Bewertung transienter
Beanspruchungen erfordert die Parameterbestimmung für definierte Temperaturstützstellen und deren
Interpolation. Eine genauere Vorhersage wird mit Gleichungen ermöglicht die eine konsistente Tem-
peraturabhängigkeit implizieren. In [31] wurde für einen niedrig legierten Stahl folgende Beziehung
" = "el + "i =
σ
E
+ Ki(T ) ·σni · eci(T )·σdi (2.3.2)
mit den Konstanten ni und di, aufgestellt. Die konsistente Temperaturabhängigkeit wird über Arrhenius-
Beziehungen der Parameter









ermöglicht. Eine Reihe weiterer Formulierungen zur Beschreibung des zeitunabhängigen plastischen Ver-
formungsverhaltens wurden bereits für diverse Werkstoffe entwickelt [5, 26, 27, 32, 33].
Die mikrostrukturellen Vorgänge bei der zeitunabhängigen elastisch-plastischen Verformung sind
hinlänglich bekannt. Des Weiteren steht eine Vielzahl von analytischen Gleichungen zur rechne-
rischen Beschreibung des Werkstoffverhaltens bereit.
2.4 Kriechverformung
Bei Temperaturen oberhalb der 0,4-fachen Schmelztemperatur (in Kelvin) beeinflussen Kriechdehnun-
gen das Verformungsverhalten von metallischen Werkstoffen maßgeblich. Kriechverformungen basieren
auf der diffusionsgesteuerten Bewegung von Versetzungen, der Diffusion von Leerstellen bzw. dem Ab-
gleiten von Korngrenzen. Die Kriechmechanismen hängen im Wesentlichen von der Temperatur und der
vorliegenden Spannung ab und werden im Abschnitt 2.4.1 betrachtet. Zur Modellierung des Kriech-
verhaltens steht eine Vielzahl von Werkstoffmodellen zur Verfügung, die im Abschnitt 2.4.2 vorgestellt
werden. Die Diskussion der Auswirkungen transienter Temperaturbedingungen auf das Kriechverhalten
folgt im Abschnitt 2.4.3.
2.4.1 Kriechmechanismen
Gemäß den Verformungs-Mechanismus-Karten (vgl. Abbildung 2.2.2, Abschnitt 2.2) kann eine Eintei-
lung in Diffusionskriechen und Versetzungskriechen erfolgen [22]. Der dominierende Verformungsme-
chanismus bei Temperaturen größer 0,4 · Tm (K) und niedrigen Spannungen ist das Diffusionskriechen.
Aufgrund eines Leerstellenkonzentrationsgefälles bewirkt ein Diffusions- bzw. letztlich ein Materialstrom
entlang der Korngrenzen eine irreversible Verformung [34]. Ab einer Temperatur von 0,8 bis 0, 9 ·Tm(K)
dominiert die Diffusion durch das Volumen nach der Naborro-Herring-Theorie aufgrund der erhöhten
Leerstellenmobilität [35]. Das Versetzungskriechen stellt den wichtigsten Verformungsmechanismus bei
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anwendungsnahen Lasten und Beanspruchungen oberhalb von 0, 4 · Tm (K) dar. Im Vergleich zu den
im Abschnitt 2.3 beschriebenen plastischen Verformungen können die Versetzungen aufgrund von Dif-
fusionsprozessen ihre Gleitebenen leichter verlassen [36]. Der Bereich des Versetzungskriechens kann
zusätzlich nach dem verantwortlichen Diffusionsmechanismus, der zum Klettern der Versetzung führt,
unterteilt werden. Im Temperaturbereich von 0,4 bis 0, 8·Tm (K) findet die Diffusion maßgeblich entlang
des Versetzungskerns und bei größeren Temperaturen im Volumen statt [21].
Ein in den Verformungs-Mechanismus-Karten (Abbildung 2.2.2, Abschnitt 2.2) nicht aufgeführter Me-
chanismus ist das sogenannte Korngrenzengleiten, das vor allem bei hohen Temperaturen eine wichtige
Rolle spielen kann. Infolge entlang der Korngrenzen wirkender Schubspannungen gleiten dabei die Kör-
ner aneinander ab [2].
Die Charakterisierung des Kriechverhaltens erfolgt in der Regel anhand einachsiger Zeitstandversuche an
zylindrischen Probenstäben bei konstanter Spannung und Temperatur gemäß DIN EN ISO 204 [37]. Die
Proben werden bei der Belastung zunächst elastisch verformt. Übersteigt die Prüfspannung im Rahmen
dieser erstmaligen Belastung die Warmstreckgrenze, treten zusätzliche irreversible Verformungen auf, die
als plastische Anfangsdehnungen "i bezeichnet werden (vgl. Abschnitt 2.3). Beide Prozesse laufen unter
technischen Gesichtspunkten zeitunabhängig bei der Versuchslaufzeit „t = 0“ ab. Die zeitabhängigen
Verformungsprozesse der anelastischen Dehnung (vgl. Abschnitt 2.2), des Kriechens und der Kontraktion
(vgl. Abschnitt 2.5) gewinnen erst mit zunehmender Versuchsdauer an Bedeutung [2].
Die gemessene Gesamtdehnung "t kann nach dem Prinzip der Superposition beteiligter Verformungsvor-
gänge aus
"t = "el + "i + "k + "f + "d (2.4.1)
zusammengesetzt werden. Die Dehnungsmessung erfolgt entweder kontinuierlich oder mit der soge-
nannten „unterbrochenen Versuchstechnik“, bei der die Proben zu definierten Zeitpunkten entlastet,
abgekühlt und mit Hilfe eines Messmikroskops vermessen werden. Letztgenannte Messmethode schließt
somit nur die irreversiblen Verformungen ein und die Dehnung wird in dem Zusammenhang als perma-
nente Dehnung "per bezeichnet:
"per = "i + "f + "d (= "t − "el − "k) . (2.4.2)
Die im Zeitstandversuch auftretenden Dehnungen sind in Abbildung 2.4.1 (a) dargestellt, wobei der
gezeigte Versuch bereits vor dem Bruch der Probe gestoppt und entlastet wurde [29].
Der idealisierte zeitliche Verlauf der gemessenen Kriechdehnung eines Zeitstandversuches lässt sich in
drei Bereiche aufteilen (Abbildung 2.4.1 (b)). Im Primär-Kriechbereich (I) kommt es zur kontinuier-
lichen Abnahme der Kriechgeschwindigkeit "˙f. Die festigkeitssteigernden mikrostrukturellen Prozesse
wie die Bildung, Aufstauung und gegenseitige Behinderung von Versetzungen überwiegen somit der
Entfestigung durch Klettern, Quergleiten oder dem Schneiden von Versetzungshindernissen gemäß des
Orowan-Mechanismus. Die regellos angeordneten Versetzungen bilden bei vielen metallischen Werkstof-
fen zunächst Kleinwinkelkorngrenzen aus [2, 21, 38].
Mit zunehmender Versetzungsdichte gewinnen die entfestigenden Prozesse an Bedeutung, bis sich ein
Gleichgewicht aus Neubildung und Auslöschung bzw. Annihilation der Versetzungen einstellt. Die Kriech-
geschwindigkeit ist in diesem Sekundär-Kriechbereich (II) konstant und wird als stationäre oder mini-
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Abbildung 2.4.1: Dehnungen des Zeitstandversuches nach [29] (a) und idealer Verlauf der Kriechdehnung mit Kennzeich-
nung des Primären- (I), Sekundären- (II) und Tertiären-Kriechbereiches (III) (b)
Die Kleinwinkelkorngrenzen haben zu diesem Zeitpunkt eine stabile Subkornstruktur gebildet. In
der schematischen Darstellung der Kriechkurve (Abbildung 2.4.1 (b)) ist ein deutlich ausgeprägter
Sekundär-Kriechbereich dargestellt, der in dieser Form lediglich bei reinen Metallen oder einphasigen
Legierungen zu beobachten ist. Die meisten technischen Legierungen weisen dagegen einen kontinuier-
lichen Übergang von Primär- in Tertiär-Bereich auf [2, 21, 38].
Die Spannungsabhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit kann in erster Näherung mit dem von
Norton formulierten Potenzgesetz
"˙f,min = K ·σn (2.4.3)
beschrieben werden [39]. Wie hinlänglich bekannt, beträgt der Spannungsexponent n von reinen und
einphasigen Metallen im Bereich des Versetzungskriechens ungefähr fünf (Abbildung 2.4.2). Mehrphasi-
ge Legierungen können dagegen deutlich größere Spannungsexponenten aufweisen.
log Spannung 
n ≈ 1 
Diffusionskriechen 
Versetzungs- 










Abbildung 2.4.2: Spannungsabhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit nach [2]
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Der Parameter K der Norton-Gleichung stellt eine temperatur- und werkstoffabhängige Konstante dar.
Das Potenzgesetz verliert bei sehr hohen Spannungen seine Gültigkeit, sodass man in dem Zusammen-
hang vom power-law-breakdown spricht [2]. Der Spannungsexponent im Bereich des Diffusionskriechens
bei niedrigen Spannungen beträgt in erster Näherung eins [2, 38].
Die Kriechgeschwindigkeit steigt im Tertiär-Kriechbereich (III) aufgrund von Kriechschädigungen signi-
fikant an. Niedrige Spannungen führen zu einer Initiierung von Mikrorissen an den Tripelpunkten der
Korngrenzen und der Bildung von Kriechporen. Zusätzlich kommt es mit zunehmender Verformung zu
Einschnürungen. Der damit verbundene Verlust an Querschnittsfläche lässt die Spannung ansteigen, was
eine weitere Beschleunigung des Kriechvorgangs zur Folge hat. Der Bruch erfolgt schließlich in der Regel
interkristallin. Lediglich bei höheren Spannungen kann transkristallines Versagen auftreten, wobei die
Schädigungsmechanismen in diesem Fall denen des duktilen Wabenbruchs entsprechen [2, 21, 38].
2.4.2 Beschreibung der Kriechverformung
Die Auslegung und Bewertung von Komponenten unter Zeitstandbeanspruchung erfolgte in der Ver-
gangenheit häufig anhand der Ableitung vereinfachter Beanspruchungsbedingungen aus den realen
Betriebslasten und dem Abgleich mit zeitabhängigen Werkstoffkennwerten wie der Zeitstandfestigkeit
oder den Zeitdehngrenzen [40]. Diese Vorgehensweise ermöglichte zwar schnelle und einfach hand-
habbare Beurteilungen des Verformungszustandes und der Restlebensdauer der Bauteile, jedoch nur be-
grenzte Aussagen über lokale Verformungen komplexer Bauteilgeometrien, die häufig Ausgangspunkte
von Schadensfällen wie der Kriechrissbildung darstellen. Kompensiert wurden diese bekannten Unsi-
cherheiten durch entsprechende Sicherheitsfaktoren, sodass die Auslegung in der Regel zu konservativ
erfolgte [41]. In den vergangenen zwei Jahrzehnten hat die Finite-Elemente-Methode (FEM) und damit
die Nutzung numerischer Methoden aufgrund der Entwicklung leistungsstarker Rechensysteme deut-
lich an Bedeutung gewonnen. Infolgedessen wurde die Bewertung komplexer Bauteilgeometrien und
anwendungsnaher Beanspruchungsszenarien über kommerziell erhältliche Finite-Elemente-Programme
wie Abaqus® oder Ansys® ermöglicht und so die Werkstoffausnutzung und die Identifikation kritischer
Bauteilbereiche verbessert. Die Zuverlässigkeit und Präzision der numerischen Berechnung ist jedoch
von der Genauigkeit, der dem Finite-Element-Programm hinterlegten mathematischen Abbildung der
auftretenden Dehnungen, abhängig. Zur Beschreibung des Kriechverhaltens liegen diverse Werkstoff-
modelle und mathematische Formulierungen mit unterschiedlicher Leistungsfähigkeit, Komplexität und
für verschiedenste Anwendungsbereiche vor. Grundlegend kann in phänomenologische und konstitutive
Modelle unterschieden werden.
Die heutzutage vielfältig in der Forschung eingesetzten konstitutiven Modelle vom Typ Chaboche bein-
halten eine tensorielle Beschreibung des elastischen und plastischen Verformungsverhaltens sowie Para-
meter zur parallelen Abbildung der Schädigungsentwicklung [42]. Die Grundlagen der Schädigungsme-
chanik (continuum damage mechanics, CDM) wurden von Kachanov und Rabotnov bereits in den 1960er
Jahren gelegt [43]. Infolgedessen wurden diverse Werkstoffmodelle ausgehend von unterschiedlichen
mikrostrukturellen Schädigungsmechanismen entwickelt. In [44–47] basiert die Schädigungsevolution
auf der Bildung und dem Wachstum von Kriechporen. Andere Autoren berücksichtigen die Vergröberung
von Ausscheidungen wie der γ′-Phase in Nickelbasislegierungen [48, 49]. Die Bildung und das Wachstum
von Subkörnern aufgrund von Kletterprozessen von Stufenversetzungen werden in [50–52] betrachtet.
Eine umfassende Zusammenfassung der unterschiedlichen Schädigungsmechanismen und deren Um-
setzung in Schädigungsparameter ist in [53] gegeben. Die konstitutiven Materialmodelle stellen somit
2.4.2: Beschreibung der Kriechverformung 11
zwar ein mächtiges Werkzeug zur Bewertung auch mehrdimensionaler Problemstellungen dar, der hohe
Aufwand bei der Parameteridentifikation, die Komplexität und die zum Teil noch vorhandenen Unsicher-
heiten der Modelle sind jedoch Hauptursachen, weshalb diese Modelle bisher nur im begrenzten Maße
Eingang in die industrielle Anwendung gefunden haben.
Im Gegensatz zu den konstitutiven Modellen beruhen die phänomenologischen Werkstoffmodelle auf
einer analytischen Beschreibung des gemessenen Dehnungsverlaufes. Hierbei beziehen einige der
oben aufgeführten konstitutiven Materialmodelle phänomenologische Ansätze mit ein und phäno-
menologische Kriechmodelle können wiederum Schädigungsparameter zur Abbildung des Tertiären-
Kriechbereiches beinhalten [54]. Die Komplexität der phänomenologischen Kriechgleichungen kann je
nach Anwendung und Zielstellung variieren. So liegen Modelle mit wenigen Parametern vor, die nur aus-
gewählte Bereiche der Kriechkurve abbilden und Modelle, die eine umfassende Bewertung des gesamten
Kriechverhaltens in Abhängigkeit der Spannung, Temperatur und Zeit wiedergeben [55].
Die phänomenologischen Modelle beruhen häufig auf Produktansätzen der Kriechdehnung mit den Ein-
flussgrößen Spannung, Zeit und Temperatur [56]:
"f = f (σ, t, T ) = f1(σ) · f2(t) · f3(T ) . (2.4.4)
Eine der ersten analytischen Beschreibungen des Kriechverhaltens geht auf Untersuchungen der Span-
nungsabhängigkeit des Sekundären-Kriechbereiches zurück [39]. Die von Norton aufgestellte Span-
nungsfunktion (Gleichung 2.4.3) zur Abbildung der minimalen Kriechgeschwindigkeit stellt die bis
heute am häufigsten eingesetzte Beziehung zur Abschätzung von Kriechverformungen aufgrund ihres
einfachen Aufbaus und der leichten Anwendbarkeit dar. Deren Vorhersagegenauigkeit ist jedoch auf-
grund der Potenzfunktion zur Beschreibung der Spannungsabhängigkeit auf begrenzte Spannungsbe-
reiche limitiert. Die sich ändernde Steigung der Kriechgeschwindigkeit vom Diffusionskriechens über
das Versetzungskriechen bis hin zum power-law-breakdown kann mit einem Spannungsexponenten n
nicht erfasst werden. Eine verbesserte Beschreibung über einen größeren Spannungsbereich wurde mit
Exponential- und Sinus-hyperbolicus-Funktionen ermöglicht. Hier seien beispielhaft die Ansätze nach
McVetty [57] : f1(σ) = AMV · sinh (σ/σ0) , (2.4.5)
Dorn [58] : f1(σ) = AD · eσ/σ0 oder (2.4.6)
Garofalo [36] : f1(σ) = AG · [sinh (σ/σ0)]mG (2.4.7)
genannt. Die Kombination der Spannungsfunktion mit einer Zeitfunktion f2(t) erlaubt die Abbildung
mehrerer Kriechbereiche. Am bekanntesten und am häufigsten eingesetzt werden die Zeitfunktionen
nach
Bailey [59] : f2(t) = FB · tm , (2.4.8)
Graham-Walles [60] : f2(t) =
j∑
i=1
ai,GW · tni,GW und (2.4.9)
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Garofalo [36] : f2(t) = θ1
 
1− e−θ2·t+ "˙f,min · t . (2.4.10)
Die Zusammenführung der Spannungsfunktion nach Norton und der Zeitfunktion nach Bailey ergibt die
für den Primären- und Sekundären-Kriechbereich gültige Kriechbeschreibung
"f = K ·σn · tm (2.4.11)
mit einer Konstanten K , dem Spannungsexponenten n und dem Zeitexponenten m [3]. Aufgrund der
geringen Parameteranzahl wird diese Gleichung heutzutage in der Industrie vielfältig eingesetzt. Tem-
peraturabhängiges Verhalten kann jedoch lediglich durch die Anpassung der Parameter an einer ausrei-
chenden Anzahl an Temperaturstützstellen und deren Interpolation erfolgen, sodass die Modellierung
von transienten Beanspruchungen letztlich große Unsicherheiten birgt.
Der Einfluss der Temperatur auf das Kriechverhalten beruht bei mikrostruktureller Betrachtung maßgeb-
lich auf der Geschwindigkeitsänderung der thermisch aktivierten Platzwechselvorgänge im Atomgitter.
Die Temperaturabhängigkeit kann demnach mit Gleichungen vom Arrhenius-Typ
f3(T ) = KA · e−∆H/(RG·T ) (2.4.12)
mit der Aktivierungsenergie ∆H des dominierenden Kriechmechanismus und der universellen Gaskon-
stante RG beschrieben werden. Unter der Annahme, dass Diffusionsprozesse die geschwindigkeitsbe-
stimmenden Mikrostrukturprozesse darstellen, entspricht bei Reinmetallen die Aktivierungsenergie die
der Selbstdiffusion [61]. Die Aktivierungsenergie mehrphasiger, technischer Legierungen kann sich je-
doch von den theoretischen Werten der Diffusion einzelner chemischer Elemente unterscheiden, sodass
bei der Anpassung phänomenologischer Kriechmodelle häufig eine allgemeine Aktivierungsenergie des
Kriechens als Teilfunktion herangezogen wird [36]:
f3(T ) = e
B−Q/T . (2.4.13)
Die vorgestellten Funktionen zur Abbildung der Spannung-, Zeit- und Temperaturabhängigkeit erlau-
ben bei entsprechender Kombination eine umfassende Beschreibung der Kriechverformung in einem
weiten Temperatur- und Spannungsbereich, wobei sich eine additive Zerlegung der Kriechdehnung in
einen Primär-, Sekundär- und Tertiär-Kriechanteil als besonders zielführend herausgestellt hat (vgl. Ab-
bildung 2.4.3). Basierend auf dem Theta-Projektionsverfahren [62, 63] und den Ausführungen von
Garofalo [36] wurde am IfW Darmstadt eine modifizierte Garofalo-Kriechgleichung entwickelt, deren
akademische und industrielle Anwendbarkeit für eine Vielzahl von Stahl- und Nickelbasislegierungen
verifiziert werden konnte [5, 20, 26, 29, 31, 33, 55, 64–67]. Die Kriechdehnung errechnet sich dabei aus
"f = "f,1 + "f,2 + "f,3 = "f,1max ·H(t) + "˙f,min · t + K3(T ) · (t/t23) f (2.4.14)




und den Konstanten D, u und f . Die Definition der maximalen Primärkriechdehnung "f,1max und der
minimalen Kriechgeschwindigkeit "˙f,min ist der Abbildung 2.4.3 zu entnehmen.
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Abbildung 2.4.3: Definition der maximalen Primärkriechdehnung und der Übergangszeiten der modifizierten Garofalo-
Kriechgleichung nach [29]
Deren Spannungsabhängigkeit kann mit einem kombinierten Potenz- und Exponentialansatz
"f,1max = K1(T ) ·σn10 · ea1(T )·σ
b1
0 bzw. "˙f,min = K2(T ) ·σn20 · ea2(T )·σ
b2
0 (2.4.16)
erzielt werden, wobei ni und bi die Spannungsexponenten des Primären- bzw. Sekundären-
Kriechbereiches darstellen. Die stetige Modellierung der Temperaturabhängigkeit wird mit Hilfe der
Funktionen vom Arrhenius-Typ der Parameter
Ki(T ) = Ki0 · e−QKi/T (2.4.17)
mit den Konstanten Ki0 und QKi sowie über die lineare Abhängigkeit von ai(T ) mit
ai(T ) = ai0 + ai1 · T (2.4.18)
erreicht. Die Parameter ai0 und ai1 sind ebenfalls werkstoffabhängige Konstanten. Die Übergangszeiten
vom Primär- zu Sekundär-Bereich t12 sowie vom Sekundär- zu Tertiär-Kriechbereich t23 (vgl. Abbil-
dung 2.4.3) lassen sich in Abhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit und der Parameter C12,












Die vorgestellten Ansätze der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung sind in dem, am IfW Darmstadt
entwickelten, interaktiven Programm INCA [55, 68] zur Anpassung von Kriechgleichungen hinterlegt.
Verglichen mit den bis dahin eingesetzten grafischen Methoden [26, 31, 33] ermöglicht das Programm ei-
ne schnelle und verhältnismäßig einfache Bestimmung der Gleichungsparameter. Zur möglichst genauen
Abbildung der Temperaturabhängigkeit einzelner Parameter kann jedoch für bestimmte Werkstoffe eine
Abwandlung und Erweiterung der gezeigten Modellierungsansätze notwendig sein [26, 33].
Die numerischer Implementierung der phänomenologischen Werkstoffmodelle in FE-Programmen kann
über die Definition eines benutzerdefinierten Unterprogramms (user defined subroutine) erfolgen. An
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das FE-Programm muss dabei das Kriechdehnungsinkrement also die Kriechgeschwindigkeit übergeben
werden, sodass explizit formulierte Kriechgesetze mit
"f = f (σ, t, T ) (2.4.20)
zusätzliche Rechenschritte für die Berechnung der Kriechgeschwindigkeit benötigen, was die Rechenzeit
erhöht. Des Weiteren ist für die Umsetzung der Dehnungsverfestigung (vgl. Abschnitt 2.6.2) ein internes
numerisches Näherungsverfahren innerhalb der Subroutine notwendig, welches im Bereich sehr kleiner
Spannungen und niedriger Temperaturen gegebenenfalls zu Konvergenzproblemen führen kann. Implizit
formulierte Kriechmodelle, bei denen die Kriechgeschwindigkeit direkt in Abhängigkeit der Kriechdeh-
nung abgebildet wird, wie
"˙f = f (σ,"f, T ) (2.4.21)
sollten entsprechend kürzere Rechenzeiten aufweisen. Zudem wird die Dehnungsverfestigung bereits
durch die Kriechgleichung vorgegeben, was die Robustheit verbessert [69].
2.4.3 Transientes Kriechen
Der Einfluss von wechselnden, transienten Temperaturen auf das Kriechverhalten von Nickelbasiswerk-
stoffen wurde erstmals 1967 am Nimonic 80A untersucht [70]. Temperaturzyklen zwischen 350 und
870 °C ohne Haltezeit und mit sehr schnellen Aufheiz- sowie Abkühlgeschwindigkeiten sollten die we-
nigen bis dahin bekannten und teils widersprüchlichen Erkenntnisse zum transienten Kriechverhalten
vervollständigen. Im Gegensatz zu Versuchen an reinem Nickel führten die Temperaturwechselversuche
am Nimonic 80A zu einer deutlichen Beschleunigung der Kriechgeschwindigkeit. Als mögliche Ursachen
wurden zusätzliche innere Spannungen aufgrund der unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoef-
fizienten von γ-Matrix und γ′-Mischkristall identifiziert [70].
Kriechversuche mit Temperaturwechseln zwischen 650 und 900 °C bzw. 600 und 850 °C an einer IN-
100 Gusslegierung und am Nimonic 105 zeigten ebenfalls tendenziell beschleunigtes Kriechen im Ver-
gleich zu Versuchen mit konstanten Beanspruchungsbedingungen [71]. Die Maximaltemperatur wurde
bei den zyklischen Versuchen stets für 10 Minuten gehalten. Zusätzlich stellten die Autoren in [71] eine
deutliche Spannungsabhängigkeit des Temperatureinflusses fest. Demnach verringert sich der Unter-
schied zwischen isothermen und transienten Kriechversuchen am Nimonic 105 bei steigender Spannung.
Dagegen wurde am IN-100 die umgekehrte Tendenz festgestellt. Basierend auf diesen Erkenntnissen
konnten innere Thermospannungen aufgrund unterschiedlicher thermischer Ausdehnungskoeffizienten
von γ und γ′ als alleinige Ursache ausgeschlossen werden. Die Verschiebung des Gleichgewichts zwi-
schen Ver- und Entfestigung sowie Gefügeveränderungen durch sich temperaturabhängig verändernde
Löslichkeiten und Phasenverteilungen wurden vielmehr als mögliche Erklärungen herangezogen [71].
In [72] ist eine Übersicht über die Auswirkungen von Temperaturzyklen auf das Kriechverhalten von di-
versen Werkstoffen veröffentlicht. Die Aussagen variieren dabei deutlich und reichen von der Feststellung
einer signifikanten Beschleunigung der Kriechgeschwindigkeit bis hin zu keiner Beeinflussung des Kriech-
verhaltens durch Temperaturwechsel. Der Autor führte daraufhin Untersuchungen am GS 17CrMoV5-11
mit Thermozyklen zwischen 450 und 575 °C durch und konnte eine Beschleunigung der Kriechgeschwin-
digkeit vor allem bei niedrigen Spannungen feststellen [72].
Als weitere mögliche Ursache für den Einfluss zyklischer Temperaturbelastungen auf das Kriechverhalten
wurden beschleunigte Gefügeveränderungen wie zum Beispiel die Vergröberung von Ausscheidungen
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aufgrund der zusätzlichen inneren thermischen Spannungen angesehen. Diese Vermutung beruht auf
Kriechversuchen an einem austenitischen warmfesten Stahl unter Temperatur-Rechteckzyklen mit einer
minimalen Temperatur von 650 °C und einer Maximaltemperatur von 700 °C [73].
Das Oxidationsverhalten kann bei sehr hohen Temperaturen eine zusätzliche Erhöhung der Kriechge-
schwindigkeiten bewirken. Die Oxidschicht an der Oberfläche weist einen vom Grundwerkstoff signifi-
kant verschiedenen thermischen Ausdehnungskoeffizienten auf, sodass durch Temperaturwechsel hohe
Spannungen entstehen, die letztlich zu einem Aufreißen der Schicht führen [74].
Umfangreiche Untersuchungen zu den Auswirkungen veränderlicher Beanspruchungen auf das Kriech-
und Zeitdehnverhalten wurden in den vergangenen Jahrzehnten an Stählen für Kraftwerksanwendun-
gen durchgeführt [75–78]. Das Ziel war dabei weniger die Identifizierung mikrostruktureller Ursachen
als vielmehr die Einführung und Weiterentwicklung von Bewertungskonzepten zur Vorhersage von Le-
bensdauern unter zyklischer Zeitstandbeanspruchung. Als wesentliche Einflussfaktoren wurden sowohl
für veränderliche Spannungen als auch Temperaturen die Sprunghöhe von minimaler zu maximaler
Beanspruchung und die Haltedauer bei Maximalbeanspruchung identifiziert. Aus Sicht der Autoren fin-
det demnach grundsätzlich eine unterschiedlich ausgeprägte Lebensdauerverringerung durch zyklische
Belastungen statt. Sie entwickelten auf Basis der Lebensdaueranteilregel von Robinson [79] ein Fakto-
renkonzept zur Vorhersage der Lebensdauer unter wechselnden Betriebsbeanspruchungen [75, 76].
Einen möglichen Erklärungsansatz für die Lebensdauerverkürzung aufgrund zyklischer Temperaturwech-
sel liefert El-Magd mit dem Konzept einer effektiven Spannung σeff als Triebkraft der Kriechverformung.
Sie ergibt sich aus der Differenz von äußerer Spannung σ und innerer Rückspannung σi:
"˙f = f (σeff) = f (σ−σi) . (2.4.22)
Die innere Rückspannung σi ist ein Maß für den Verformungswiderstand und die Verfestigung des Werk-
stoffs. Sie ist proportional zur Versetzungsdichte und abhängig von der Temperatur. Die Änderung von
σi(T1) zu σi(T2) infolge einer Temperaturerhöhung führt nach [80] zu einem allmählichen Ansteigen
der effektiven Spannung, wie die schraffierte Fläche in Abbildung 2.4.4 (a) zeigt. Infolge einer Tempe-
raturverringerung erreicht die innere Spannung ebenfalls erst nach einer gewissen Zeit den stationären
Wert (Abbildung 2.4.4 (b)), was die effektive Spannung und damit die Kriechgeschwindigkeit zeitwei-
lig erhöht. Je nach Temperatursprung und Haltezeit können zyklische Temperaturwechsel somit eine
















































Abbildung 2.4.4: Temperaturabhängige Änderung der inneren Spannung nach [80]
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Das Kriechen stellt den wohl dominantesten Verformungsmechanismus unter anwendungsnahen
Beanspruchungen bei hohen Temperaturen dar. Die Beschreibung der Kriechdehnung kann über
eine Vielzahl unterschiedlich komplexer, phänomenologischer und konstitutiver Werkstoffmodelle
erfolgen. Die Gruppe der phänomenologischen Modelle bilden derzeit jedoch den besten Kompro-
miss aus Genauigkeit und Wirtschaftlichkeit bei der Anwendung und Parameterbestimmung.
Die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung stellt ein leistungsfähiges Modell mit konsistenter Ab-
bildung der Temperaturabhängigkeit dar. Zur Verbesserung der Robustheit sollte jedoch eine
implizite Formulierung der Kriechgleichung angestrebt werden. Des Weiteren sind die Auswir-
kungen transienter Temperaturbedingungen auf die Kriechverformung bisher nur unzureichend
untersucht und werden zum Teil widersprüchlich diskutiert.
2.5 Volumenkontraktion
Neben den bisher vorgestellten und in der Regel auf mechanischen Ursachen beruhenden elastisch-
plastischen Verformungen und Kriechverformungen können Änderungen im Gefüge ebenfalls zu signi-
fikanten Dehnungen führen. So tritt bei Nickelbasis- und austenitischen Stahlwerkstoffen in definierten
Temperaturbereichen eine zeitabhängige Volumenkontraktion auf. Das Phänomen der Volumenkontrak-
tion wurde erstmals 1926 bei isothermen Auslagerungsversuchen von Eisenlegierungen mit hohen Ge-
halten an Wolfram und Molybdän dokumentiert [82]. In den folgenden Jahren wurden vergleichbare
Längenänderungen an Aluminium- und Kupferlegierungen beobachtet [83, 84]. Fountain and Korchyns-
ky führten 1959 [85], basierend auf der Erkenntnis, dass die gemessenen Dehnungen eines Zeitstandver-
suches negative Werte annehmen können, den Begriff des negativen Kriechens ein. Dieser in Abbildung
2.5.1 (a) dargestellte Effekt tritt auf, wenn der Betrag der Volumenkontraktion die Kriechverformung
übersteigt. Die Überlagerung der beiden gegenläufigen Verformungsprozesse ist bei hohen Spannungen
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Abbildung 2.5.1: Überlagerung von Kriechdehnung und Volumenkontraktion im Zeitstandversuch bei niedriger (a) und
hoher (b) Spannung und konstanter Temperatur nach [85]
Die ersten umfangreichen Untersuchungen zu den mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion
von Nickelbasiswerkstoffen wurden an Ni-20 % Cr-Legierungen sowie am Nimonic 80A in den 70er und
80er Jahren durchgeführt [7, 86, 87]. In der Folgezeit konnte für viele technisch relevante Nickelbasis-
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legierungen die phänomenologische Ausprägung der Volumenkontraktion anhand lastfreier isothermer
Auslagerungsversuche mit diskontinuierlicher Längenmessung bestimmt werden [3–5, 32, 88, 89]. Bei-
spielhaft ist in der Abbildung 2.5.2 die temperaturabhängige Ausprägung der Volumenkontraktion nach
einer isothermen Auslagerungsdauer von 15.000 h für die Werkstoffe Nimonic 80A, Nimonic 101 sowie
IN-100 dargestellt.
Abbildung 2.5.2: Temperaturabhängige Ausprägung der Volumenkontraktion nach 15.000 h isothermer Auslagerung beim
Nimonic 80A (a), Nimonic 101 (b) und IN-100 (c) nach [3, 5]
Es zeigt sich, dass die mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion in einem mittleren Tempe-
raturbereich von 400 bis 700 °C je nach Legierung thermodynamisch stabil sind [3, 5]. Die Einbindung
in phänomenologische Werkstoffmodelle zur vollständigen Beschreibung des Verformungsverhaltens er-
folgte in einigen darauffolgenden Arbeiten [3–5, 32, 88, 89] anhand analytischer, phänomenologischer
Gleichungen. Die zeit- und temperaturabhängige Evolution der Volumenkontraktion basiert hierbei auf
der Johnson-Mehl-Avrami Reaktionskinetik [90, 91]. Der Einfluss überlagerter Spannung wird in der
Literatur widersprüchlich diskutiert [3, 28, 92]. Glühversuche am Nimonic 80A mit überlagerter Torsi-
onsspannung ließen jedoch den Schluss zu, dass die Auswirkungen einer zusätzlichen mechanischen Last
auf die Volumenkontraktion im Rahmen der Messunsicherheit vernachlässigbar sind [3].
2.5.1 Mikrostrukturelle Ursachen der Volumenkontraktion
Als mikrostrukturelle Ursachen der Volumenkontraktion von Eisen- und Nickelbasislegierungen wur-
den zunächst Wolfram- und Molybdän-Ausscheidungen angesehen [82, 85, 93]. Die im Vergleich zur
Matrix höhere Dichte ermöglichte den rechnerischen Nachweis der Kontraktion. Später konnte auch
an molybdänfreien Nickellegierungen negatives Kriechen nachgewiesen werden, sodass die Molybdän-
Ausscheidungen nicht die alleinige Ursache darstellen können [7].
Viele Nickelbasislegierungen neigen aufgrund des hohen Chrom-Gehaltes zur Ausbildung einer or-
thorhombischen Ni2Cr-Überstruktur. Der Stabilitätsbereich erstreckt sich gemäß des binären Ni-Cr-
Phasendiagramms bis 590 °C [94]. Die Überstruktur bildet sich bei isothermer Auslagerung zunächst
in kleinen Domänen aus, sodass ein teilgeordneter Zustand mit dispers verteilten, nahgeordneten Aus-
scheidungen (short range order, SRO) in der γ-Mischkristallmatrix entsteht. Die Größe dieser kohärenten
Ausscheidungen variiert von 2 bis 5 nm. Koheränzspannungskontraste einer vergleichbaren Ordnungs-
struktur von Cu-Au-Legierungen liefern einen indirekten Nachweis der nahgeordneten Bereiche [95, 96].
Die fortwährende Auslagerung führt zum weiteren Anwachsen der Domänen, bis zur vollständigen Aus-
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bildung eines ferngeordneten Gefügezustand mit Ni2Cr-Überstruktur (long range order, LRO) (Abbil-
dung 2.5.3 (a)). Der Ordnungszustand der Legierungen korreliert mit dem Gitterparameter und stellt
so eine weitere mögliche Ursache der Volumenkontraktion dar. Geordnete Gefügebereiche weisen einen
niedrigeren Gitterparameter auf als die ungeordnete γ-Mischkristallmatrix [87, 97–99]. Die Bildungs-
kinetik der Ordnungsstrukturen hängt maßgeblich von dem Nickel-Chrom-Verhältnis ab. So lässt sich
die Bildung der Überstruktur in stöchiometrischen Ni2Cr-Legierungen annähernd mit einer Johnson-
Mehl-Avrami-Funktion erfassen [100]. Das Wachstum der geordneten SRO Domänen erfolgt bei nicht
stöchiometrischen Ni3Cr-Legierungen (z.B. Nimonic 80A) dagegen sehr langsam, sodass sich die Über-
struktur erst bei Auslagerungszeiten von über 20.000 h bildet (Abbildung 2.5.3 (b)) [101]. Auch bei
Legierungen mit weniger als 10 % Chromgehalt wurde signifikante Volumenkontraktion infolge einer
dispersen Nahordnung festgestellt. Die Kinetik der Ordnungsvorgänge wird außerdem durch den Fe-, Ti-
und Al-Gehalt beeinflusst. Höhere Gehalte der genannten Legierungselemente verzögern die Ausbildung
von SRO und LRO und verringern deren quantitative Ausprägung [100, 102].
(a) (b)
Abbildung 2.5.3: Ni2Cr-Überstrukturreflex der Elektronenbeugung einer Nimonic 80A Legierung nach 30.000 h Auslage-
rung bei 450 °C (a) und zeitabhängiger Verlauf des Gitterparameters einer Nimonic 80A Legierung (b)
nach [101]
Negatives Kriechen wurde auch oberhalb von 590 °C und damit außerhalb des thermodynamischen Sta-
bilitätsbereiches der Ni2Cr-Überstruktur beobachtet. Daraufhin untersuchten einige Autoren die Auswir-
kung des sich während der thermischen Auslagerung ändernden Volumenverhältnisses von γ-Matrix und
γ′-Ausscheidungen. Die Vergröberung der γ′-Ausscheidungen während isothermer Auslagerung führte
beim IN-738-LC zu keiner signifikanten Änderung des Volumenverhältnisses [103]. Daraufhin wurde ei-
ne direkte Beeinflussung ausgeschlossen. Zu ähnlichen Ergebnissen kamen Metcalfe, Nath und Galbraith
[92] bei Untersuchungen an den Legierungen Nimonic 80A und Brightray S. Aufgrund des niedrigen
Gehalts an Aluminium und Titan bildet Brightray S keine γ′-Phase aus, zeigt jedoch bei isothermer
Auslagerung zwischen 300 und 500 °C vergleichbare Volumenkontraktion. Damit schlussfolgerten die
Autoren, dass die γ-γ′-Struktur beim Nimonic 80A keinen bzw. nur einen sehr begrenzten Einfluss auf
das negative Kriechen besitzt [92].
Im Gegensatz dazu beobachtet Kinzel [28] an Waspaloy und an Inconel-718 eine Abnahme des γ′-
Phasenanteils durch die Vergröberung der γ′-Ausscheidungen und den damit verbundenen größer wer-
denden Abstand zwischen den Teilchen. Aufgrund des größeren Gitterparameters der γ′-Phase verrin-
gert sich demzufolge das Gesamtvolumen der Proben. Gekoppelt mit der Auflösung der γ′-Phase wird
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der Aluminium- und Titan-Gehalt in der γ-Matrix erhöht. Die Überlagerung beider Effekte führte bei
den untersuchten Werkstoffen zu einer globalen Verringerung des Gitterparameters. In [104] wird die
Gefügekontraktion ebenfalls auf indirekte Auswirkungen der γ-γ′-Struktur zurückgeführt. Die mittels
Atomsondenmessungen festgestellte Änderung des Cr- und Al-Gehaltes der beiden Phasen und die damit
einhergehende Änderung des Gitterparameters bewirkt demnach die Volumenkontraktion [104].
Die bei der thermischen Alterung vorkommenden Karbid-Umwandlungen wurden ebenfalls zur Erklä-
rung der Gefügekontraktion bei Temperaturen oberhalb von 600 °C herangezogen und widersprüchlich
diskutiert. In [105] wird die Volumenkontraktion einer Alloy-617 Legierung auf die Bildung von M6C-
und M23C6-Karbiden zurückgeführt. Besonders die Molybdän-Karbide Mo6C weisen ein kleineres Vo-
lumen als die γ-Matrix auf und führen so auch in einem Temperaturbereich von 600 bis 800 °C zur
Kontraktion.
Im Gegensatz dazu wurde der Einfluss von Karbiden auf die Volumenkontraktion der Nickelbasislegie-
rung Kh20N80 von Dudova et al. [106] ausgeschlossen. Der gesamte Kohlenstoff ist bei dieser Legierung
bereits vor der Auslagerung in M23C6-Karbiden gebunden und steht somit für weitere Karbidreaktio-
nen nicht zur Verfügung. Die Volumenkontraktion beruht somit nur auf den Ordnungsvorgängen der
γ-Matrix [106]. In [103] wird dagegen eine signifikante Änderung der Karbidstruktur während der ther-
mischen Auslagerung einer IN-738 LC Legierung festgestellt. Aufgrund des sehr niedrigen Mo-Gehaltes
konnten keine M6C-Karbide nachgewiesen werden. Während der Auslagerung lösen sich die MC-Karbide
auf, unter der Bildung von M23C6 Ausscheidungen [2, 103]:
MC + γ −→ M23C6 + γ′ + γ∗ . (2.5.1)
Die Änderung des Karbidvolumenanteils kann die Kontraktion allerdings nur zum Teil erklären [103]. Die
Bildung der M23C6-Karbide führt jedoch darüber hinaus zu einer Mischkristallmatrix γ
∗ mit veränderter
chemischer Zusammensetzung. Der Matrix werden Cr, Mo und W entzogen und im Gegenzug werden Ti,
Ta und Nb freigesetzt. Mit der Änderung der chemischen Zusammensetzung ist wieder eine Änderung
des Gitterparameters und damit des Volumens verbunden. Unterstützt wird die Kontraktion durch die
Ausbildung einer topologisch dichtest gepackten σ-Phase, welche sich bei langen Auslagerungszeiten
bildet [103].
Kinzel zeigte anhand von ausführlichen mikrostrukturellen Untersuchungen am Waspaloy vergleich-
bare Karbidumwandlungen. Allerdings sind die Änderungen des Gitterparameters der γ-Matrix und
γ′-Ausscheidungen infolge der Freisetzung von Ti und dem Entzug von Cr und Mo nach [28] gering.
Ursache der Kontraktion im Langzeitbereich ist vielmehr der direkte Volumenumsatz der Karbide. Da im
untersuchten Fall beide Karbide eine kleinere Dichte als die Mischkristallmatrix aufweisen, wirken Auf-
lösung und Bildung gegenläufig, wobei die Volumenabnahme durch Auflösung von TiC leicht überwiegt.
Der Prozess läuft jedoch relativ langsam ab, da die M23C6-Karbide einen Saum um die sich auflösenden
TiC-Karbide bilden und die Diffusion hemmen. Aus Sicht des Autors erklärt sich die Volumenkontrakti-
on innerhalb der ersten 300 h anhand der oben aufgeführten Gitterparameteränderungen der γ-Matrix
und der γ′-Ausscheidungen, basierend auf der Ausbildung von Ordnungsstrukturen und der Änderun-
gen im γ-γ′-Gefüge. Die Kontraktion bei langen Zeiten ist auf die Karbidumsetzung zurückzuführen
(Abbildung 2.5.4) [28, 107].
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Abbildung 2.5.4: Schematische Darstellung der an der Volumenkontraktion von Waspaloy beteiligten mikrostrukturellen
Effekte und der quantitative Auswirkung nach [28]
2.5.2 Auflösungsverhalten der Volumenkontraktion
Die Betrachtung des transienten Verformungsverhaltens erfordert umfangreiche Kenntnisse über die
thermodynamische Stabilität der Volumenkontraktion. Die Ni2Cr-Überstrukturen gehen oberhalb dieser
kritischen Temperatur TC wieder in einen ungeordneten Gefügezustand über [94]. Für den Nimonic 80A
konnte eine kritische Temperatur von 570 °C experimentell bestätigt werden. Die Auflösungskinetik ist
jedoch an Diffusionsprozesse geknüpft, die zu einer zeitlichen Verzögerung führen. Dies erklärt, weshalb
die Nahordnungszustände oberhalb der kritischen Temperatur für eine gewisse Zeit weiter vorliegen
können [97, 101]. Der Bildungsprozess der Ordnungsstrukturen läuft als exothermer Umwandlungspro-
zess ab. Dementsprechend verhält sich die Auflösung endotherm. Anhand der Auswertung von DSC-
Messungen (Dynamische Differenz Kaliometrie) konnte so die Stabilitätsgrenze der Ordnungsstrukturen
für einige Nickelbasislegierungen bestimmt werden [28, 106, 108–110]. Eine weitere Messmethode zur
Charakterisierung der Auflösungstemperatur der Volumenkontraktion bieten zwei direkt aufeinanderfol-
gende Dilatometermessungen von kontrahierten Werkstoff. Das Messprinzip beruht auf der Überlagerung
von thermischer Dehnung und Dilatation der Probe infolge der Auflösung der Kontraktion [11].
Bei Waspaloy zeigt sich ebenfalls eine Reversibilität des Kontraktionseffekts beim Spannungsarmglü-
hen kontrahierter Proben bei 815 °C. Zum Teil wurde sogar eine Dilatation der Proben festgestellt. Die
Inconel 718 Legierung zeigt dagegen keinen eindeutigen Effekt beim Spannungsarmglühen [28].
Technische relevante Volumenkontraktion kann bei den meisten austenitischen Stahl- und Ni-
ckelbasiswerkstoffen beobachtet werden. Analytische Gleichungen zur Beschreibung des Kontrak-
tionsverhaltens sind in einer Reihe vorangegangener Arbeiten erprobt und dokumentiert. Die
mikrostrukturellen Ursachen werden jedoch unterschiedlich diskutiert und hängen letztlich von
der jeweiligen chemischen Zusammensetzung und der Wärmebehandlung der Legierung ab.
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2.6 Spannungsrelaxation
Zur Auslegung und Bewertung von Vorspannkräften der Schraubenverbindungen sind umfangreiche
Kenntnisse zur Spannungsrelaxation notwendig. Spannungsrelaxation bezeichnet den Abbau einer von
außen angelegten Spannung bei konstant bleibender Gesamtdehnung beziehungsweise den Rückgang
von Eigenspannungen. Letztgenannter Fall ist für Schrauben- und Flanschverbindungen jedoch nur von
untergeordneter Bedeutung [2].
Spannungsrelaxation lässt sich mit dem Spannungsrelaxationsversuch [111] veranschaulichen. Eine Pro-
be wird zunächst auf eine definierte Solldehnung "t belastet. Je nach Höhe der Spannung und Warm-
streckgrenze des untersuchten Werkstoffs kann es bereits während der Belastung zu plastischen An-
fangsverformungen "i kommen (Abbildung 2.6.1 (a)). Anschließend wird die Gesamtdehnung über eine
entsprechende Regelung konstant gehalten und der Spannungsabfall experimentell gemessen (Abbil-
dung 2.6.1 (b)). Der Versuch stellt somit eine Umkehrung des Kriechversuches dar, bei dem die Spannung
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Abbildung 2.6.1: Belastungsphase des Spannungsrelaxationsversuches (a) sowie der zu beobachtende Spannungsabfall
(b) und die Umlagerung der beteiligten Dehnungsanteile (c) nach [2]
Während des Relaxationsversuches kommt es zur Umlagerung der nach dem Belasten verbleibenden
elastischen Dehnung in die zeitabhängigen Verformungen der Kriechdehnung "f(t) und der anelasti-
schen Verformung "k(t) (Abbildung 2.6.1 (c)). Der abnehmende elastische Dehnungsanteil führt über
die Verknüpfung mit dem hookeschen Gesetz zu der gemessenen Relaxation der Spannung. Die sich aus-
bildende Volumenkontraktion "d(t) wirkt jedoch der Kriechdehnung entgegen. Aufgrund der Regelung
einer konstanten Gesamtdehnung kann es daher in kontinuierlichen Relaxationsversuchen zu einer Ver-
ringerung des Spannungsabfalls und je nach Ausprägung der negativen Kriechdehnung sogar zu einem
Spannungsanstieg kommen (Abbildung 2.6.2). Ein solcher Spannungsanstieg wurde bereits an einer
Vielzahl von Nickelbasiswerkstoffen beobachtet [3, 4, 10, 110, 112].
Die anelastischen Dehnungen beeinflussen die Spannungsrelaxation vorrangig im Kurzzeitbereich und
sorgen zunächst für einen beschleunigten Abfall der Spannung. Die mikrostrukturellen Ursachen wurden
bereits im Abschnitt 2.2 erläutert. Technisch signifikante anelastische Dehnungen wurden jedoch nur
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bei relativ feinkörnigen Stahl- und Titanlegierungen beobachtet [24, 26, 113, 114] und können für
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Abbildung 2.6.2: Auswirkung von Kriechdehnung und Volumenkontraktion (a) bei dominanter Kriechdehnung (I), bei
einem Wechsel von kriech- zu kontraktionsdominierten Werkstoffverhalten (II) sowie bei überwiegender
Volumenkontraktion (III) und die daraus resultierenden Spannungsrelaxationsverläufe (b) nach [85]
und [101] unter der Annahme, dass die anelastische Dehnung zu vernachlässigen ist
2.6.1 Mikrostrukturelle Ursachen der Relaxation
Der Spannungsabfall der Relaxation erfolgt maßgeblich über die Umwandlung elastischer in irreversi-
ble Verformungen. Welche Verformungsmechanismen dabei dominant auftreten, ist abhängig vom Aus-
gangsverformungszustand, vom Werkstoff und der Temperatur und wird in der Literatur unterschiedlich
diskutiert. Zum einen werden thermisch aktivierte Fließprozesse zur Erläuterung herangezogen. Ver-
setzungsgleiten führt demnach zu den irreversiblen Verformungen. Lokale Hindernisse können durch
die thermische Aktivierung überwunden werden. Initiiert wird die Versetzungsbewegung unterhalb der
Fließgrenze durch die Interaktion von weichen und harten Zonen mit unterschiedlicher Versetzungsdich-
te und dem Bestreben der Versetzungen eine energetisch günstigere Position zu erreichen [115–117].
Andere Autoren sehen in Kriechprozessen wie dem Versetzungskriechen mit einhergehenden Erholungs-
effekten den entscheidenden Mechanismus zur Umlagerung der elastischen in irreversible Dehnungen,
wie es in Abbildung 2.6.1 mit der Kriechdehnung "f gekennzeichnet ist [2, 118]. Diese Modellvorstel-
lung konnte experimentell für einige metallische Werkstoffe bestätigt werden. Die stationäre Kriechrate
von Kriechversuchen mit konstanter Beanspruchung stimmt demnach mit Kriechgeschwindigkeiten über-
ein, die aus kontinuierlichen Relaxationsversuchen abgeleitet wurden [119–121]. Die Annahme einer
stationären Kriechrate geht von einer konstanten Versetzungsdichte und dem Gleichgewicht zwischen
Erholung und Versetzungsneubildung aus. Die Versetzungsdichte ist jedoch proportional zur äußeren
Spannung. Ein stationärer Kriechbereich mit konstanter Versetzungsdichte kann somit eigentlich im
Spannungsrelaxationsversuch nicht ausgebildet werden [117, 122]. Die Ausbildung stabiler Subkörner
einschließlich einer signifikanten Verringerung der Versetzungsdichte wurde in [117] an Relaxationspro-
ben einer feinkörnigen Aluminiumlegierung experimentell mittels Transmissionselektronenmikroskop
(TEM) bestätigt. Der Vergleich der Mikrostruktur von langzeitigen Kriechversuchen und kurzzeitigen
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Relaxationsversuchen eines martensitischen 9 %-Chrom-Stahls P91 zeigte ähnliche Befunde, sodass die
Autoren auf vergleichbare mikrostrukturelle Ursachen für Kriechen und Relaxation schlossen [119].
Entgegen den eben genannten Auswertungen, die von übereinstimmenden Kriechgeschwindigkeiten
von Relaxationsversuchen und Kriechversuchen im stationären Kriechbereich berichten, zeigen ande-
re Untersuchungen deutliche Abweichungen mit signifikant höheren Kriechraten im Anfangsbereich der
Relaxationsversuche [123, 124]. Dies wird zum einen damit erklärt, dass im Anfangsbereich Verset-
zungsgleitvorgänge dominieren und nicht das Versetzungsklettern des Kriechens [124]. Eine alternative
Erklärung könnten nur unzureichend berücksichtigte anelastische Dehnungseffekte im Kurzzeitbereich
sein [24, 125].
Der kontinuierliche Spannungsrelaxationsversuch kann, bedingt durch die experimentelle Versuchs-
durchführung, als gestufter Kriechversuch mit sehr kurzen, abnehmenden Laststufen interpretiert wer-
den. Die Kraft wird für eine kurze Zeitdauer konstant gehalten, bis die akkumulierte Kriechdehnung den
Regelschwellwert erreicht, der die Absenkung der Kraft auslöst. Dies verdeutlicht, dass besonders im
Kurzzeitbereich des Relaxationsversuches auch Primärkriechen stattfindet. Rechenmodelle, die sowohl
den Primären- als auch den Sekundären-Kriechbereich hinreichend genau beschreiben, sind so in der
Lage, den Verlauf der Spannungsrelaxation abzubilden [3, 126–128].
2.6.2 Ansätze zur Modellierung des Relaxationsverhaltens
Die mathematische Abbildung des Relaxationsverhaltens erfolgte in der Vergangenheit häufig anhand
einfacher analytischer Gleichungen, die den Spannungsabfall direkt als Funktion der Zeit wiedergeben.
Das wohl bekannteste analytische Modell wurde von Feltham [115, 129], basierend auf gemessenen
Relaxationskurven an Kupfer-, α-Messing- und Magnesiumlegierungen, abgeleitet. Die Ursachen der
Spannungsrelaxation lassen sich vielfach auf Kriechprozesse zurückführen. Aus diesem Grund wurde
versucht, Modelle, die zur Bewertung und Extrapolation von Zeitstandeigenschaften eingesetzt wer-
den, auch für die Modellierung der Spannungsrelaxation heranzuziehen [130, 131]. Beispielhaft sei hier
der Zeit-Temperatur-Parameter nach Larson-Miller [132] oder das Wilshire-Modell [133] genannt. Die
aufgeführten Modelle erzielen bei der analytischen Extrapolation von Spannungsrelaxationskennwerten
und Spannungsverläufen zwar hinreichende Genauigkeiten [130, 131], sie sind jedoch nur begrenzt
in numerische Finite-Element-Programme implementierbar. Außerdem benötigen sie eine umfangreiche
Datenbasis an gemessenen Relaxationskurven und Restspannungswerten.
Die rasante Entwicklung leistungsfähiger Rechentechnik in den vergangenen Jahrzehnten hat die An-
wendung numerischer Finite-Element-Programme als wesentliches Werkzeug bei der Bewertung von
Bauteilen und Komponenten in Kraftwerksanlagen möglich gemacht. Ausgehend von dem Prinzip der
Superposition technisch relevanter Dehnungsanteile (vgl. Gleichung 2.4.1) wird neben der Modellie-
rung des Verformungsverhaltens auch die zeitliche Vorhersage der Spannungen ermöglicht [134]. Die
praktische Anwendbarkeit dieser Methode bei der Bewertung der Spannungsrelaxation gerade im Be-
reich der relativ geringen Beanspruchungen von Schraubenbolzen konnte bereits für etliche Werkstoffe
aufgezeigt werden [3, 68, 130, 131, 135–138].
Zur Veranschaulichung der Modellierung mit dem Prinzip der Superposition der Dehnungsanteile eig-
net sich die Betrachtung eines Spannungsrelaxationsversuches mit konstanter Gesamtdehnung (Abbil-
dung 2.6.1):
"t = konstant = "el + "i + "f + "d + "k . (2.6.1)
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Die Relaxation entspricht in dem Fall der Umlagerung von reversiblen, elastischen in irreversible Verfor-
mungen. Ein Einsetzen des hookeschen Gesetzes ermöglicht die Verknüpfung mit der Spannung:
σ
E
= "t(= konstant)− ("i + "f + "d + "k) . (2.6.2)
Demnach kann die zeitliche Änderung der Spannung
dσ
d t
= −E · d ("f + "d + "k)
d t
(2.6.3)
über die zeitabhängigen Werkstoffmodelle zur Abbildung der jeweiligen Dehnungsanteile beschrieben
werden. Die plastische Anfangsdehnung ist zeitunabhängig und entfällt entsprechend aus der Gleichung.
Eine Schwierigkeit besteht in der Übertragung der an konstanten Beanspruchungsbedingungen ermittel-
ten Werkstoffmodelle auf veränderliche Spannungen, wie sie zum Beispiel bei der Spannungsrelaxation
auftreten. Die Weiterentwicklung der Verformung beim Wechsel des Spannungsniveaus kann mit soge-
nannten Verfestigungsgesetzen beschrieben werden. In den vorangegangenen Abschnitten wurde bereits
gezeigt, dass die Volumenkontraktion nur begrenzt spannungsabhängig ist. Anelastische Dehnungen sind
bei den Nickelbasiswerkstoffen Nimonic 80A und Nimonic 101 vermutlich zu vernachlässigen [3, 4, 64].
Demzufolge wird nachfolgend lediglich das Verhalten der Kriechdehnung bei sich ändernden Spannun-
gen betrachtet.
Die Zeitverfestigungsregel geht von der Annahme aus, dass die Kriechgeschwindigkeit maßgeblich von
der erreichten Beanspruchungszeit beeinflusst wird. Die Kriechverformung setzt sich gemäß der Ver-
suchslaufzeit auf der Kriechkurve der neuen Spannung fort (Abbildung 2.6.3 (a)). Bei der Dehnungsver-
festigung wird wiederum die erreichte Kriechdehnung als geschwindigkeitsbestimmende Größe angese-
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Abbildung 2.6.3: Schematischer Verlauf der Kriechdehnung während eines Relaxationsversuches nach Zeit- (a) und Deh-
nungsverfestigungsregel (b) nach [61]
Die Anwendung der Zeit- als auch der Dehnungsverfestigungsregel ermöglichte für Nickelbasiswerkstoffe
bereits eine hinreichend genaue Nachrechnung von Spannungsrelaxationsversuchen [3, 4]. Tendenziell
werden mit der Dehnungsverfestigung niedrigere Kriechdehnungen und damit höhere Restspannungen
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vorhergesagt [140]. Grundsätzlich hat sich in der Vergangenheit jedoch gezeigt, dass die Dehnungsver-
festigungsregel im Vergleich zu den anderen genannten Verfestigungsansätzen Kriech- und Spannungs-
relaxationsvorgänge besser beschreibt. Insbesondere bei hohen Spannungsgradienten scheint die Deh-
nungsverfestigung die auftretenden mikrostrukturellen Vorgänge besser abzuschätzen [135, 136, 141–
143]. Die meisten einfachen phänomenologischen Kriechmodelle, wie der Ansatz nach Norton-Bailey
(vgl. Gleichung 2.4.11), sind als Funktion der Zeit definiert. Die zeitliche Ableitung zur Zeitverfestigung
ergibt sich zu [144]:
d"f
d t
= m · K ·σn · tm−1 . (2.6.4)
Zur Anwendung der Dehnungsverfestigung muss die Gleichung 2.4.11 zunächst nach der Zeit aufgelöst
und anschließend in die Ableitung eingesetzt werden:
d"f
d t
= "1−1/mf · K1/m ·m ·σn/m [4]. (2.6.5)
Für komplexere Ansätze, wie die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung, lässt sich analytisch keine ge-
schlossene Ableitung nach der Zeit formulieren, sodass numerische Näherungsverfahren zur Lösung not-
wendig sind. Implizit formulierte Kriechmodelle, in denen die Kriechgeschwindigkeit direkt in Abhän-
gigkeit der Kriechdehnung definiert ist (vgl. Gleichung 2.4.20 und 2.4.21), erleichtern die numerische
Implementierung der Dehnungsverfestigung erheblich [134, 145].
2.6.3 Relaxation unter transienten Beanspruchungen
Das isotherme Relaxationsverhalten der herkömmlich eingesetzten Schraubenwerkstoffe, zu denen auch
der Nimonic 80A zu zählen ist, wurde umfangreich mit Hilfe von kontinuierlichen Relaxationsversu-
chen und Schraubenverbindungsmodellen charakterisiert [3, 102, 146–150]. Auf Basis der genannten
Versuchsarten konnte außerdem der Einfluss unterschiedlicher Werkstoffkombinationen von Schrauben-
bolzen und Flanschwerkstoffen auf das Relaxationsverhalten untersucht werden [10, 18, 151]. Zur Cha-
rakterisierung des komplexen Verformungs- und Relaxationsverhaltens von Rohrflanschverbindungen
wurden zusätzlich aufwendige Modellflanschversuche aufgebaut und isotherme Beanspruchungsbedin-
gungen geprüft [135, 136].
Neben der Werkstoffcharakterisierung unter konstanten Beanspruchungsbedingungen wurden Versuche
mit zyklischen Be- und Entlastungen durchgeführt mit dem Ziel das Relaxationsverhalten von Schrau-
benbolzen nach wiederholtem Nachziehen der Verbindung besser zu verstehen [18, 152]. Aufgrund der
zyklischen Belastung wurde in den meisten Fällen eine Akkumulation von plastischen Verformungen
während der Belastung festgestellt, welche zu einer Verringerung der beweglichen Versetzungsdichte
führt [116]. Die Relaxation wird somit verlangsamt, sodass die Restspannungen auf einem höheren
Restspannungsniveau verbleiben [152, 153]. Jedoch muss die damit einhergehende Abnahme der Werk-
stoffduktilität und zunehmende Gefahr von Kerbversprödung zwingend berücksichtigt werden [3, 9].
Die einzige dem Autor bekannte Veröffentlichung zum Einfluss zyklischer Temperaturbedingungen auf
das Relaxationsverhalten beschäftigt sich mit Aufheiz- und Abkühlvorgängen bei Revisionen von Schrau-
benverbindungen an einem Cr-Mo-V Schraubenstahl [154]. Zur Charakterisierung des Einflusses der
ersten Aufheizphase verspannter Schrauben wurden Proben bei Raumtemperatur nahe der Streckgrenze
belastet und anschließend mit 100 °C/h aufgeheizt. Der Spannungsrückgang während des Aufheizens
korreliert dabei besser mit der abnehmenden Warmstreckgrenze als mit dem temperaturabhängigen
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E-Modul. Außerdem wurden Versuche mit deutlich kleinerer Anfangsspannung jedoch mit zyklischer
Temperaturführung durchgeführt. Als maximale Temperatur wurde 500 °C mit einer 17-stündigen Halte-
phase ausgewählt. Anschließend erfolgte die Abkühlung der Probe auf Raumtemperatur. Innerhalb der
drei dokumentierten Zyklen konnten die gemessenen Spannungsänderungen mit der temperaturabhän-
gigen Änderung des E-Moduls korreliert werden. Werden die Proben bei Raumtemperatur erneut auf die
Ausgangsspannung belastet, ist zunächst der Effekt der Verformungsverfestigung zu beobachten, bis sich
nach wenigen Zyklen ein stabiler Werkstoffzustand einstellt [154]. Relaxationsversuche mit wechselnden
Temperaturen sind an Nickelbasiswerkstoffen derzeit nicht bekannt.
Die Spannungsrelaxation beruht auf einer zeitabhängigen Umwandlung von elastischen in per-
manente Verformungen. Inwiefern transiente Beanspruchungen das Relaxationsverhalten be-
einflussen, ist jedoch weitestgehend unbekannt und bisher kaum untersucht. Das Prinzip der
Superposition aller maßgeblich beteiligten Dehnungsanteile und deren getrennte analytische Be-
schreibung kann unter isothermen Beanspruchungen für die numerische Simulation des Relaxa-
tionsverhaltens herangezogen werden. Die Anwendbarkeit bei transienten Beanspruchungen gilt
es zu überprüfen.
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3 Zielstellung und Lösungsweg
Die Ausführungen im Stand des Wissens haben gezeigt, dass zwar Kenntnisse zum isothermen
Verformungs- und Spannungsrelaxationsverhalten vorliegen, die Auswirkungen transienter Beanspru-
chungsbedingungen jedoch nur unzureichend untersucht sind. Demzufolge liegen derzeit keine abgesi-
cherten Werkstoffmodelle für die Nickelbasislegierungen Nimonic 80A und Nimonic 101 vor, welche eine
frühzeitige Erkennung von möglichen Schäden sowie eine hinreichend genaue Festlegung von Revisions-
intervallen fossil befeuerter Kraftwerksanlagen bei flexibler Betriebsführung ermöglichen. Der entspre-
chende Forschungsbedarf, die sich daraus ableitenden Zielstellungen und der notwendige Lösungsweg
werden in den folgenden Abschnitten im Detail erläutert.
3.1 Forschungsbedarf
Die mikrostrukturellen Vorgänge des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens und der Kriechverfor-
mung sind für zahlreiche Stahl- und Nickellegierungen hinlänglich bekannt und dokumentiert. Aktuell
unklar ist jedoch, welche mikrostrukturellen Mechanismen die Volumenkontraktion maßgeblich hervor-
rufen. In der Literatur sind unterschiedliche und teilweise widersprüchliche Mechanismen aufgeführt
(vgl. Stand des Wissens, Abschnitt 2.5.1). Bei der Bewertung von Bauteilen, die gewissen geometrischen
Zwängen unterliegen, kann die Volumenkontraktion zu signifikanten zusätzlichen Beanspruchungen füh-
ren. Zu deren Vermeidung müssen bereits bei der Auslegung abgesicherte Werkstoffmodelle vorliegen,
welche ein grundsätzliches Verständnis der mikrostrukturellen Ursachen der Kontraktion erfordern.
Darüber hinaus ist unklar, welche Verformungsmechanismen maßgeblich zur Spannungsrelaxation der
untersuchten Nickelbasiswerkstoffe Nimonic 80A und Nimonic 101 beitragen. Im Allgemeinen geht man
davon aus, dass die Relaxation auf eine Umlagerung von elastischen in permanente Verformungen zu-
rückzuführen ist. Einige Literaturstellen führen jedoch zusätzliche anelastische Effekte als teilweise do-
minierenden Mechanismus der Spannungsrelaxation auf (vgl. Stand des Wissens, Abschnitt 2.6). Zur
Anwendung des Prinzips der Superposition aller relevanten Dehnungsanteile bei der Beschreibung des
Verformungs- und Spannungsrelaxationsverhaltens ist daher die Eingrenzung der maßgeblich zur Rela-
xation beitragenden Verformungsmechanismen notwendig.
Der Einfluss transienter Beanspruchungsbedingungen auf das Relaxations- und Verformungsverhalten ist
im Allgemeinen nur unzureichend untersucht. Zu den Auswirkungen wechselnder Temperaturen auf das
Kriechverhalten liegen zwar Ergebnisse vor, diese hängen jedoch von den jeweils untersuchten Werk-
stoffen und den konkreten Beanspruchungsbedingungen ab. Ein Übertrag auf andere Legierungen und
Fragestellungen ist daher nicht möglich. Die in einigen Literaturstellen beobachtete Beschleunigung der
Kriechverformung infolge transienter Temperaturen wird zudem auf verschiedene, sich zum Teil wider-
sprechende, mikrostrukturelle Ursachen zurückgeführt (vgl. Stand des Wissens, Abschnitt 2.4.3). Die
thermische Stabilität der Volumenkontraktion ist auf einen definierten Temperaturbereich beschränkt.
Oberhalb einer kritischen Temperatur kommt es zur Auflösung und Rückbildung der mikrostrukturellen
Ursachen der Kontraktion (vgl. Stand des Wissens, Abschnitt 2.5.2). Die exakte Temperatur ist aufgrund
der Abhängigkeit vom Werkstoff und der Wärmebehandlung für den Nimonic 80A und Nimonic 101 noch
zu bestimmen. Zu den Auswirkungen wechselnder Temperaturen auf das Spannungsrelaxationsverhal-
ten sind bisher keine systematischen Untersuchungen bekannt (vgl. Stand des Wissens, Abschnitt 2.6.3).
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Im Hinblick auf die zunehmend flexible Betriebsweise fossil befeuerter Kraftwerksanlagen stellt sich je-
doch die Frage, inwieweit die transienten Beanspruchungen zur Beschleunigung oder Verzögerung der
Kriechverformung und der Spannungsrelaxation führen.
Darüber hinaus haben die vorangegangenen Abschnitte gezeigt, dass die Methode der Superposition
der Verformungsanteile die isotherme Beschreibung des Werkstoffverhaltens ermöglicht. Innerhalb der
Gruppe der phänomenologischen Materialmodelle liegt eine Vielzahl von unterschiedlich komplexen An-
sätzen zur Abbildung des elastisch-plastischen, des Kriech- und des Volumenkontraktionsverhaltens vor
(vgl. Stand des Wissens, Abschnitte 2.3, 2.4.2 und 2.6.2). Unklar ist, inwiefern sowohl verhältnismäßig
einfache Kriechmodelle als auch leistungsfähigere Ansätze neben dem isothermen Verformungsverhalten
die Relaxation in einem weiten Spannungsbereich hinreichend genau abbilden. Des Weiteren ist derzeit
unbekannt, ob der Ansatz der Superposition und die phänomenologischen Werkstoffmodelle in der Lage
sind, die Auswirkungen transienter Beanspruchungen hinreichend genau abzubilden.
Die Bewertung von Komponenten mit komplexer Geometrie bzw. ganzer Bauteilgruppen erfordert mög-
lichst effiziente und robuste Werkstoffmodelle. Die Überlagerung unterschiedlicher Dehnungsanteile,
wie Kriechdehnung mit plastischen quasi zeitunabhängigen Verformungen, hat im Speziellen in der Ver-
gangenheit zu Konvergenzproblemen bzw. langen Rechenzeiten geführt. Wesentlichen Einfluss darauf
hat die Formulierung der Kriechbeschreibung. Die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung, als ein bereits
vielseitig erfolgreich eingesetztes Kriechmodell mit konsistenter Beschreibung der Temperaturabhän-
gigkeit, liegt derzeit in einer expliziten Formulierung vor. Die Kriechdehnung wird als Funktion der
Zeit und Temperatur berechnet. Die numerische Implementierung der Dehnungsverfestigung erfordert
daher zusätzliche Rechenschritte und numerische Näherungsverfahren. Die Neuentwicklung einer im-
pliziten Garofalo-Kriechgleichung, welche direkt die Kriechgeschwindigkeit als Funktion der Kriechdeh-
nung berechnet, lässt eine wesentliche Verbesserung der Robustheit und eine signifikante Verkürzung
der Rechenzeit erwarten.
3.2 Zielstellung
Die vorliegende Arbeit soll einen Beitrag zum verbesserten Verständnis der Verformungs- und Relaxa-
tionsvorgänge von Nickelbasislegierungen unter isothermen und transienten Beanspruchungen liefern.
Des Weiteren wird die Entwicklung und Validierung robuster Werkstoffmodelle und Berechnungsme-
thoden angestrebt, die eine genaue numerische Bewertung von Schraubenverbindungen ermöglichen.
Gemäß des Forschungsbedarfes ergeben sich somit folgende Zielstellungen:
• Identifikation der mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion
• Eingrenzung der maßgeblich zur Spannungsrelaxation beitragenden Verformungsmechanismen
• Untersuchung des Einflusses transienter Beanspruchungen auf die Spannungsrelaxation, die
Kriechverformung und die Volumenkontraktion
• Entwicklung von phänomenologischen Werkstoffmodellen sowie deren Parameteridentifizierung
zur numerischen Beschreibung der relevanten Dehnungsanteile
• Entwicklung einer implizit formulierten modifizierten Garofalo-Kriechgleichung
• Überprüfung der Genauigkeit der Methode der Superposition relevanter Dehnungen bei der Abbil-
dung des isothermen und transienten Verformungs- bzw. Spannungsrelaxationsverhaltens
3.2 Zielstellung 29
3.3 Lösungsweg und Methoden
Um die genannten Zielstellungen zu erreichen, wird der in Abbildung 3.3.1 dargestellte Lösungsweg an-
gestrebt. Im Anschluss an eine metallografische Bewertung des Ausgangszustandes der Schmiedewerk-
stoffe Nimonic 80A und Nimonic 101 teilt sich die experimentelle Charakterisierung des Verformungs-
und Spannungsrelaxationsverhaltens in isotherme und transiente Untersuchungen auf.
Gemäß des Stands des Wissens dominieren elastisch-plastische Verformungen, Kriech- und Volumenkon-
traktionsdehnungen das Verformungsverhalten bei erhöhten Temperaturen. Ausgehend von dem Ansatz
der Superposition relevanter Dehnungsanteile erfordert die Modellierung somit abgesicherte Kenntnisse
über die plastische Anfangsdehnung "i, die Volumenkontraktion "d und die Kriechverformung "f.
Um den Temperatur- und Spannungseinfluss der plastischen Anfangsdehnung zu bestimmen und eine
entsprechende Datenbasis für die Modellierung zu schaffen, sind Warmzugversuche in einem Tempe-
raturbereich von 450 bis 700 °C vorgesehen. Diese ermöglichen zudem die Einordnung der Festigkeits-
kennwerte der untersuchten Schmelzen in Literaturdaten und genormte Anhaltswerte.
Zur Identifikation der, in der Literatur teils widersprüchlich diskutierten, mikrostrukturellen Ursachen
der Volumenkontraktion werden die Änderung der γ/γ’-Phasenverteilungen sowie deren chemischer Zu-
sammensetzungen und die Auswirkungen von Ordnungsstrukturen innerhalb der Mischkristallmatrix
auf den Gitterparameter untersucht. Die dafür notwendigen Gefügeanalysen am Rasterelektronenmi-
kroskop werden an kontrahiertem Probenmaterial durchgeführt. Die benötigten Gefügesimulationen
erfolgen mithilfe des Programms Thermo-Calc [155]. Um die phänomenologische Beschreibung der
Volumenkontraktion zu ermöglichen, werden zeit- und temperaturabhängige Dehnungsverläufe mittels
isothermer Auslagerung von Glühproben experimentell bestimmt. In der Literatur steht bereits eine um-
fangreiche Datenbasis für einen weiten Temperaturbereich zur Verfügung [3, 5], sodass ausgewählte
Glühversuche lediglich die Übertragbarkeit der Literaturergebnisse auf die aktuell untersuchten Schmel-
zen aufzeigen müssen.
Die Ausführungen im Stand des Wissens haben gezeigt, dass die Genauigkeit der Kriechbeschreibung
maßgeblichen Einfluss auf die Modellierung der Spannungsrelaxation besitzt. Der Datenbasis kommt
dabei eine entscheidende Bedeutung zu. Aus diesem Grund sind Kriechversuche in einem weiten Span-
nungsbereich vorgesehen. Die drei Prüftemperaturen von 550, 600 und 650 °C beim Nimonic 80A bzw.
600, 650 und 700 °C beim Nimonic 101 decken einen anwendungsrelevanten Beanspruchungsbereich
ab. Die permanente Dehnung der Kriechversuche bietet zudem die Möglichkeit, die Genauigkeit der
Verformungsbeschreibung der zu entwickelnden Werkstoffmodelle zu validieren.
Um die maßgeblich an der Spannungsrelaxation beteiligten Verformungsmechanismen zu identifizieren,
werden Relaxationsversuche mit kontinuierlicher Dehnungsregelung durchgeführt. Aus dem zeitlichen
Verlauf der Spannungsrelaxation lassen sich zugehörige Kriechgeschwindigkeiten berechnen. Anhand
eines Vergleichs mit den vorab durchgeführten Kriech- und Glühversuchen sowie Ergebnissen aus der Li-
teratur werden dominierende Verformungsmechanismen anschließend diskutiert. Zudem werden Kurz-
zeitrelaxationsversuche nach [24] zeigen, inwieweit anelastische Dehnungen beim Nimonic 80A und Ni-
monic 101 zu berücksichtigen sind. Anschließend ermöglichen isotherme, kontinuierliche Versuche und
Schraubenverbindungsmodellversuche die Charakterisierung des Spannungsrelaxationsverhaltens auch
im Langzeitbereich. Die ermittelten Spannungsrelaxationsverläufe und Restspannungen stellen eine für
die Auslegung von Schraubenbolzen wichtige Kenngröße dar und werden für die spätere Validierung der
Werkstoffmodelle benötigt.
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Abbildung 3.3.1: Schematische Darstellung des Lösungsweges
Um den Einfluss transienter Beanspruchungen auf das Spannungsrelaxationsverhalten zu untersuchen,
sind anschließend kontinuierliche Relaxationsversuche und Schraubenverbindungsmodellversuche mit
wechselnden Temperaturen vorgesehen. Die Ergebnisse werden zeigen, inwieweit transiente Beanspru-
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chungen zu einer Beschleunigung oder Verzögerung der Relaxation führen. Stichprobenartig durchzufüh-
rende Kriechversuche mit konstanter Spannung und wechselnder Temperatur können die Erkenntnisse
zum transienten Verformungsverhalten anschließend vertiefen und in Verbindung mit den Relaxations-
versuchen zu einem umfassenderen Verständnis der Verformungsvorgänge beitragen. Der Einfluss wech-
selnder Temperaturen auf die Volumenkontraktion lässt sich anhand einer einmaligen Temperaturerhö-
hung isotherm ausgelagerter Glühproben untersuchen. Die Stabilität der mikrostrukturellen Ursachen
bei der maximalen Zyklustemperatur der transienten Relaxationsversuche kann so überprüft werden.
Des Weiteren ermöglichen DSC- und TMA-Messungen die Bestimmung der kritischen Temperatur Tc, ab
der sich die mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion zurückbilden und sich der Werkstoff
wieder ausdehnt.
Die bauteilnahe Charakterisierung des Werkstoffverhaltens und Validierung der zu entwickelnden Werk-
stoffmodelle werden durch Relaxationsversuche an Schraubenverbindungsmodellen mit einer Stahlguss-
hülse und zusätzlichen Dehnhülsen erfolgen. Der Aufbau dieser Schraubenverbindungsmodelle wird an
real eingesetzte Flanschverbindungen angelehnt, sodass eine bauteilnahe Validierung der Modelle er-
möglicht wird. Auf die Versuchsdurchführung und Auswertung wird im Detail im Abschnitt der bauteil-
nahen Validierung 6.4 eingegangen.
Im Anhang A in Tabelle A.0.1 ist ein Überblick über die experimentellen Arbeiten, die Versuchsanzahl
sowie deren Zielsetzungen dargestellt. Die Versuche sind zum Teil über Industriepartner der Forschungs-
vereinigung für warmfeste Stähle und Hochtemperaturwerkstoffe (FVWHT) finanziert, sodass die Span-
nungen der Kriech- und Relaxationsversuche teilweise nur normiert gezeigt werden können.
Im Anschluss an die experimentelle Charakterisierung des Werkstoffverhaltens werden anhand der
geschaffenen Datenbasis phänomenologische Werkstoffmodelle entwickelt und optimiert (vgl. Abbil-
dung 3.3.1). Als Kriechgleichungen werden zunächst das bereits vielseitig eingesetzte, verhältnismäßig
einfache Kriechmodell nach Norton-Bailey sowie die komplexe modifizierte Garofalo-Kriechgleichung
herangezogen. Letztere ermöglicht eine konsistente Abbildung des Kriechverhaltens in einem weiten
Temperatur- und Spannungsbereich. In dem Zusammenhang wird ohne Beeinträchtigungen bei der Vor-
hersagegenauigkeit die Neuentwicklung einer numerisch robusten impliziten Formulierung der modifi-
zierten Garofalo-Kriechgleichung erfolgen.
Die Bewertung der Modellierungsergebnisse umfasst die Nachrechnung der isothermen Kriechversuche
sowie der isothermen und transienten Relaxationsversuche. Basierend auf den Empfehlungen des Eu-
ropean Creep Collaborative Committee (ECCC) [156] ermöglichen sogenannte 45°-Diagramme, in denen
berechnete über gemessene Dehnungen aufgetragen werden, Aussagen über die Güte einer Vorhersage.
Hierbei wird ein Vergleich der Kriechmodelle mit unterschiedlicher Komplexität mögliche Potenziale und
Nachteile aufzeigen. Zudem erlaubt die Nachrechnung von gestuften Relaxationsversuchen mit zykli-
schen Ent- und Belastungen die Überprüfung der Anwendbarkeit der Werkstoffmodelle bei hohen plasti-
schen Verformungen. Um einflussreiche Werkstoffparameter, Eigenschaften und Beanspruchungsgrößen
zu identifizierten wird abschließend eine umfangreiche Sensitivitätsanalyse angestrebt. Der Einfluss der
Beanspruchungsgrößen lässt sich analytisch nur begrenzt berechnen, sodass Monte-Carlo Simulationen
für die Auswertung herangezogen werden [157].
32 Kapitel 3
3.3.1 Experimentelle Vorgehensweise und Versuchstechnik der isothermen Versuche
Die metallografische Charakterisierung des Ausgangszustandes der Nickelbasiswerkstoffe Nimonic 80A
und Nimonic 101 erfolgt mithilfe von polierten und anschließend geätzten Proben. Zur Korngrenzät-
zung eignet sich bei den Nickelbasiswerkstoffen Molybdänsäure. Die Untersuchungen zur γ’-Struktur der
Werkstoffe sind auf einem Rasterelektronenmikroskop (REM) bzw. einem hochauflösenden Rasterelek-
tronenmikroskop (HREM) vorgesehen. Die Messungen von EDX-Spektren und EDX-Elementverteilungen
sollen zur Bestimmung der vorliegenden Karbide herangezogen werden.
Die Warmzugversuche erfolgen nach DIN EN ISO 6829 [158] auf einer elektromechanischen Prüfma-
schine. Geprüft werden die Nimonic 101 Proben vom IfW-Typ 2 (Anhang Probengeometrien, Abbildung
B.0.1) mit einem „Längen-Durchmesser-Verhältnis“ von zehn. Aufgrund begrenzter Materialverfügbar-
keit erfolgen die Warmzugversuche am Nimonic 80A mit der kleineren Probe vom IfW-Typ 11 (Anhang
Probengeometrien, Abbildung B.0.2) mit einem „Längen-Durchmesser-Verhältnis“ von fünf. Die Aufzeich-
nung der Dehnung wird über ein an den Messschneiden der Proben befestigtes axiales Wegmesssystem
mit induktiven Weggebern ermöglicht. Der Temperaturmessung kommt bei der Prüfung unter erhöh-
ten Temperaturen einer besonderen Bedeutung zu [159], sodass drei direkt an der Probe angebrachte
Thermoelemente von Typ S der Temperaturregelung der 3-Zonen Konvektionsöfen dienen.
Die Bestimmung des Zeitstandverhaltens umfasst Kriechversuche nach DIN EN ISO 204 [37] an Proben
vom IfW-Typ 13 mit Messschneiden und Messmarken (Anhang Probengeometrien, Abbildung B.0.3).
Das Kurzzeitverhalten der Primär-Kriechdehnung kann somit mit hoher Genauigkeit kontinuierlich auf-
gezeichnet werden. Nach Erreichen der minimalen Kriechgeschwindigkeit werden die Versuche mit „un-
terbrochener Versuchstechnik“ in Vielprobenprüfmaschinen fortgesetzt [160]. Die Dehnungsmessung er-
folgt in dem Fall über die Bestimmung der Längenänderung zwischen den keramischen Messeinsätzen
mithilfe eines Messmikroskops im Rahmen von intervallmäßigen Versuchsunterbrechungen und Proben-
ausbauten.
Die Charakterisierung der Volumenkontraktion erfolgt üblicherweise ebenfalls an Glühproben mit ke-
ramischen Messeinsätzen (Anhang Probengeometrien, Abbildung B.0.4), welche in Konvektionsöfen
ausgelagert, nach festgelegten Zeiten entnommen und über das Messmikroskop bei Raumtemperatur
vermessen werden. Ein zusätzlicher Versuch an einer lastfreien Warmzugprobe mit kontinuierlicher Deh-
nungsmessung soll den Einfluss des Ausbauverfahrens auf die negative Dehnung überprüfen.
Die Charakterisierung des isothermen Relaxationsverhaltens umfasst einachsige Versuche an Proben vom
IfW-Typ 2 (Anhang Probengeometrien, Abbildung B.0.1) nach DIN EN 10319-1 [111]. Für die Relaxati-
onsversuche stehen motorisch gesteuerte Einzelprobenprüfmaschinen mit 3-Zonen Konvektionsöfen zur
Verfügung. Die Temperaturmessung und -regelung wird analog zu den Warmzugversuchen über drei
Thermoelemente vom Typ S ermöglicht. Die konstante Regelung der Probenverlängerung und damit der
Soll-Dehnung wird durch ein axial an den Messschneiden der Proben befestigtes Messsystem mit kapazi-
tiven Weggebern gewährleistet. Mit gleicher Versuchstechnik werden die gestuften Relaxationsversuche
durchgeführt. Die Soll-Dehnung wird lediglich schrittweise erhöht. Nach jeder Stufe mit einer jeweili-
gen Haltedauer von 100 h wird die Probe zunächst entlastet und die Soll-Dehnung der nachfolgenden
Stufe um den Betrag der bereits erzeugten permanenten Verlängerung korrigiert. Zur Überprüfung der
Annahme, dass die anelastischen Dehnungen bei den untersuchten Nickelbasiswerkstoffen vernachläs-
sigbar sind, ist die Prüfung von Kurzzeitrelaxationsversuchen auf einer servohydraulischen Prüfmaschine
an Proben vom IfW-Typ 38a (Anhang Probengeometrien, Abbildung B.0.6) vorgesehen.
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Eine Möglichkeit sich dem bauteilnahen Relaxationsverhalten zu nähern, bieten Schraubenverbindungs-
modelle (Abbildung, 3.3.2 (a)). Die Versuchsdurchführung der isothermen Schraubenverbindungsmo-
dellversuche ist in DIN EN 10319-2 [161] beschrieben. Der Schraubenbolzen, die Hülse und die Muttern





Abbildung 3.3.2: Komponenten im unverspannten und verspannten Zustand (a) sowie Messaufbau zur Messung der Län-
genänderung (b) der Schraubenverbindungsmodelle
Zunächst wird die Längendifferenz zwischen dem unverspannten Schraubenbolzen und einem Ver-
gleichsmessstab ∆L10 über eine Messuhr bei Raumtemperatur vermessen (Abbildung 3.3.2 (b)). An-
schließend wird der Bolzen schrittweise gegen die Hülse verspannt und die Verlängerung ∆L1σ nach
jedem Schritt erneut bestimmt. Die Dehnung des Schraubenbolzens errechnet sich schließlich aus
"0 = (∆L1σ −∆L10)/L′ , (3.3.1)
wobei L′ hier einer mittleren Referenzlänge von 153,5 mm entspricht. Die Vermessung der Schrauben-
bolzen hat ergeben, dass der Einfluss der Fertigungstoleranz auf die Referenzlänge zu vernachlässigen
ist. Die Genauigkeit der eben beschriebenen Methode zur Einstellung der Soll-Dehnung konnte beispiel-
haft an einem Schraubenverbindungsmodell mittels Dehnmessstreifen validiert werden (Abbildung 3.3.3
(a)). In der Abbildung 3.3.3 (b) sind die Dehnung bestimmt mithilfe der Dehnmessstreifen und die Deh-
nungen berechnet aus der Längenmessung des Schraubenbolzens mittels Messuhr gegenübergestellt.
Die verspannten Schraubenverbindungsmodelle werden anschließend in Konvektionsöfen ausgelagert
und nach Erreichen der Versuchslaufzeit durch Aufbohren der Muttern geöffnet. Somit wird eine zu-
sätzliche bleibende Verformung des Bolzens verhindert. Die Vermessung der Längenverhältnisse von
Schraubenbolzen und Vergleichsmessstab vor dem Lösen ∆L2σ und nach dem Lösen ∆L20 ermöglichen
die Bestimmung der elastischen Rückdehnung "rel:
"rel = (∆L2σ −∆L20)/L′ . (3.3.2)
Folglich kann die verbleibende Restspannung bei Prüftemperatur σr über ein Einsetzen des Elastizitäts-
moduls ET errechnet werden:




Abbildung 3.3.3: Position der Dehnmessstreifen auf dem Bolzen des Schraubenverbindungsmodells (a) sowie Vergleich
der mittels der Längenmessungen des Bolzens und mittels der Dehnmessstreifen bestimmten Dehnungen
"0 (b)
3.3.2 Experimentelle Vorgehensweise und Versuchstechnik der transienten Versuche
Die transienten kontinuierlichen Relaxationsversuche sind an glatten Proben vom IfW-Typ 38a (Anhang
Probengeometrien, Abbildung B.0.6) vorgesehen. Servohydraulische Prüfmaschinen mit Strahlungs-
bzw. 3-Zonen Konvektionsofen ermöglichen die Abbildung anwendungsnaher Temperaturzyklen. Für
die Messung und Regelung der Temperatur können erneut direkt an der Probe angebrachte Thermo-
elemente vom Typ S eingesetzt werden. Die Dehnungsmessung erfolgt über ein Seitenextensometer.
Versuche mit wechselnder Temperatur stellen eine große Herausforderung aufgrund der Forderung nach
einem sich zyklisch wiederholenden aber möglichst gleichbleibenden Temperaturprofil dar. Bereits kleine
Temperaturschwankungen an der Probe, dem Extensometer oder der Kraftmessdose können signifikante
Änderungen der Messgrößen zur Folge haben. Aus diesem Grund wurde eine aufwendige Abschirmung
des Prüfstandes gegen äußere Umwelteinflüsse konstruiert und eingesetzt. Die Temperaturzyklen der
transienten Relaxationsversuche orientieren sich an der industriellen Anwendung und sind im nachfol-
genden Abschnitt 4.4.1 ausführlich erläutert.
Die Untersuchung des transienten Kriechverhaltens umfasst je ein Kriechversuch am Nimonic 80A und
Nimonic 101 an Proben vom IfW-Typ 13 (Anhang Probengeometrien, Abbildung B.0.3). In Anlehnung an
die DIN EN ISO 204 [37] sollen die Kriechversuche auf einer Einzelprobenprüfmaschine mit zyklischen
Temperaturwechseln bei einer für das Relaxationsverhalten von Schraubenbolzen relevanten konstanten
Spannung durchgeführt werden.
Zur Charakterisierung des transienten Kontraktionsverhaltens sind dynamische Differenzkalorimetrie-
Messungen (differential scanning calorimetry, DSC) vorgesehen. Infolge eines kontinuierlichen Aufhei-
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zens einer Probe und der Bestimmung des Wärmestroms zwischen Probe und Referenz lassen sich mit
diesem Verfahren endotherm bzw. exotherm ablaufende Umwandlungen im Gefüge detektieren und ei-
nem bestimmten Temperaturbereich zuordnen. Die Messungen in Anlehnung an die DIN EN ISO 11357
[162] sollen unter Argon bzw. Stickstoffatmosphäre und einer Heizrate von 20 K/min erfolgen. Die
kritische Auflösungstemperatur der Volumenkontraktion kann nach der in [11] beschriebenen Vorge-
hensweise über eine Längenänderungsmessung mittels Thermomechanischer Analyse (TMA) bestimmt
werden. Das Messprinzip beruht auf der Bestimmung der thermischen Längenänderung, die sich bei
Wiederholung des Aufheizvorgangs ab der kritischen Temperatur infolge der Auflösungsprozesse der
Volumenkontraktion unterscheidet.
3.3.3 Werkzeuge zur Modellbildung und Parameteranpassung
Neben der experimentellen Charakterisierung des transienten Verformungs- und Relaxationsverhaltens
besteht eine wesentliche Aufgabe der vorliegenden Arbeit in der Überprüfung der Anwendbarkeit phäno-
menologischer Werkstoffmodelle und des Prinzips der Superposition relevanter Dehnungsanteile bei der
numerischen Beschreibung isothermer und transienter Beanspruchungen. Die detaillierte Vorgehenswei-
se bei der Modellierung wird im Abschnitt 5 näher erläutert. Nachfolgend werden lediglich Werkzeuge
zur Anpassung der Parameter und zur Validierung der Modelle aufgezeigt.
Basierend auf der Datenbasis der isothermen Warmzug-, Kriech- und Glühversuche sowie ergänzenden
Informationen aus Literaturstellen sollen die Parameter mithilfe frei verfügbarer Programme wie der Sta-
tistik Umgebung R [163] oder der Programmiersprache Python ermittelt werden. Im Zuge dessen bietet
das Rechenpaket nlstools die Möglichkeit, die Signifikanz der Modellparameter zu überprüfen. Basierend
auf einem sogenannten t-Test wird unter Annahme einer Normalverteilung und der Unabhängigkeit der
Parameter untereinander der Einfluss einer gewissen Variation eben dieser Parameter auf das Rechener-
gebnis geprüft. Die Optimierung der Parameter der bekannten Norton-Bailey-Kriechgleichungen und der
modifizierten Garofalo-Kriechgleichung wird durch das am IfW Darmstadt entwickelte Programm INCA
[55, 68] zur interaktiven Kriechmodellierung erleichtert.
Für die numerischen Simulationen steht das Finite-Elemente-Programm Abaqus® zur Verfügung. Zur
Implementierung der Kriechgleichungen und Modelle zur Beschreibung der Volumenkontraktion ist die
Entwicklung benutzerdefinierter Unterprogramme, sogenannter Subroutinen [69], notwendig. Die Nach-
bildung praxisnaher experimenteller Beanspruchungsbedingungen erfordert zudem realitätsgetreue Ab-
bildungen der Versuchsdurchführung zum Beispiel durch die Simulation eines PID-Reglers zur Dehnungs-
wertvorgabe [164].
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4 Charakterisierung des Werkstoffverhaltens
Ausgangspunkt für die Entwicklung von Werkstoffmodellen zur Abbildung des Verformungs- und Span-
nungsrelaxationsverhaltens bildet eine umfassende experimentelle Charakterisierung der Werkstoffe
unter isothermen und transienten Beanspruchungsbedingungen. Mit Hilfe von isothermen Warmzug-,
Glüh- und Kriechversuchen wird im Abschnitt 4.2 zunächst die zur Modellierung notwendige Datenbasis
geschaffen (vgl. Abbildung 3.3.1). Nachfolgend ermöglichen isotherme Spannungsrelaxationsversuche
die Eingrenzung wesentlicher Verformungsmechanismen der Relaxation und die Einordnung der unter-
suchten Schmelzen in vorhandene Literaturdaten (Abschnitt 4.3). Im nachfolgenden Kapitel 4.4 wer-
den die derzeit weitgehend unbekannten Auswirkungen transienter Beanspruchungsbedingungen auf
das Relaxations-, Kriech- und Volumenkontraktionsverhalten betrachtet. Zunächst erfolgt jedoch die mi-




Die chemische Zusammensetzung der untersuchten Nimonic 80A Nickelbasislegierung liegt innerhalb
der Vorgaben der DIN EN 10269:2013 [165] (Tabelle 4.1.1). Die genannte Norm enthält Grenzwerte
der chemischen Zusammensetzungen, Hinweise zu möglichen Wärmebehandlungen sowie Mindestwer-
te der Kerbschlagzähigkeit. Zudem sind in der DIN EN 10269:2013 Festigkeitskennwerte für Schrauben-
werkstoffe aufgeführt, die im Bereich erhöhter Temperatur häufige Anwendung finden. Die dreistufige
Wärmebehandlung der untersuchten Nimonic 80A Schmelze beinhaltet zunächst ein Lösungsglühen bei
1066 °C für 8 h sowie zwei sich anschließende Aushärtungsstufen bei 850 °C und 710 °C für 24 h bzw.
16 h. Die somit erreicht Härte beträgt im Mittel 343 HV30 mit einer Standardabweichung von 11 HV30.
Tabelle 4.1.1: Chemische Zusammensetzung und Wärmebehandlungszustand der Nickelbasislegierung Nimonic 80A im
Vergleich zur DIN EN 10269 [165]
C Cr Co Ti Al Si Fe Ni
untersuchte Schmelze 0,08 20,2 0,03 2,37 1,63 0,01 0,09 Rest
DIN EN 10269 oberer Grenzwert 0,10 21,0 ≤ 1, 00 2,70 1,80 ≤1,00 ≤ 1,50
DIN EN 10269 unterer Grenzwert 0,04 18,0 1,80 1,00 ≥ 65
Wärmebehandlung: 1066 °C, 8 h / Luft + 850 °C, 24 h / Luft + 710 °C, 16 h / Luft
(Angaben in Masse-%)
Der Ausgangszustand der untersuchten Schmelze ist durch eine homogene Verteilung der Körner mit
einer mittleren Größe von 6 bis 7 nach DIN EN ISO 643 [166] gekennzeichnet (Abbildung 4.1.1 (a)). In-
nerhalb einiger Körner sind Zwillingsgrenzen zu erkennen. Entlang der Korngrenzen liegen perlschnur-
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artig aufgereihte Karbide vor (Abbildung 4.1.1 (b)). Eine EDX-Analyse und die Auswertung von EDX-
Elementverteilungen lassen darauf schließen, dass es sich bei den Ausscheidungen um M23C6 Chrom-
Karbide handelt. Im Bildanhang in Abschnitt C ist die entsprechende Verteilung von Chrom im Bereich
der Korngrenzen an zwei beispielhaft ausgewählten Messstellen sowie ein EDX-Spektrum dargestellt
(Bildanhang, Abbildungen C.0.1, C.0.2 und C.0.3). Die teilweise farbig schimmernden Ausscheidun-
gen mit einer Größe von ungefähr 10µm sind Titan-Karbonitride, wie sie bereits in [167] an einer
Nimonic 80A Legierung beobachtet wurden. Die sich während der ersten Aushärtungsstufe bei 850 °C
bildende γ’-Phase liegt in Form globularer Ausscheidungen vor und erreicht eine mittlere Teilchen-
größe von 80 nm. Die γ’-Teilchen weisen eine gleichmäßige Verteilung in der austenitischen γ-Matrix
auf (Abbildung 4.1.2). Der Volumenanteil beträgt ungefähr 11 %. Vergleichbare Größenordnungen sind
in [3] und [168] für den Nimonic 80A aufgeführt. Zur Dokumentation der in [169] beobachteten γ’-
Ausscheidungen, welche sich während der zweiten Aushärtungsstufe ausbilden und eine Größe von we-
nigen Nanometern erreichen, wären Untersuchungen am Transmissionselektronenmikroskop notwendig.
200 µm 20 µm
Abbildung 4.1.1: Kornstruktur (a) und Korngrenzenbelegung (b) der untersuchten Nimonic 80A Nickelbasislegierung
2 µm
Abbildung 4.1.2: Ausbildung der γ’-Ausscheidungen beim Nimonic 80A
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4.1.2 Nimonic 101
Die chemische Zusammensetzung des Nimonic 101 ist in Tabelle 4.1.2 aufgeführt. Es liegen zwar keine
genormten Vergleichswerte für den Nimonic 101 in den üblichen Werkstoffnormen wie der DIN EN 10302
für Warmfeste Stähle, Nickel- und Cobaltlegierungen [170] vor, die chemische Zusammensetzung weist
jedoch eine hohe Übereinstimmung mit der Legierung NiCr25Co20TiMo (Werkstoffnummer 2.4878) auf.
Die Wärmebehandlung des gewalzten Stangenmaterials besteht aus einem Lösungsglühen bei 1100 °C
für 4 h und einer anschließenden Aushärtung bei 850 °C für 16 h (vgl. Tabelle 4.1.2). Die Härte des
Ausgangszustandes liegt bei 376 HV30 mit einer Standardabweichung von 11 HV30.
Tabelle 4.1.2: Chemische Zusammensetzung und Wärmebehandlungszustand der Nickelbasislegierung Nimonic 101 im
Vergleich zur DIN EN 10302 [170]
C Cr Co Ti Al Si Fe Mo Nb+Ta Ni
untersuchte Schmelze 0,04 24,3 19,3 3,00 1,35 0,12 0,40 1,40 0,92 Rest
DIN EN 10302 oberer Grenzwert 0,07 25,0 21,0 3,20 1,60 ≤ 0, 50 ≤ 1,00 2,00 1,20 Rest
DIN EN 10302 untere Grenzwert 0,03 23,0 19,0 2,80 1,20 1,00 0,70
Wärmebehandlung: 1100 °C, 4 h / Luft + 850 °C 16 h / Luft mit 100 °C/h
(Angaben in Masse-%)
Die untersuchte Nimonic 101 Schmelze weist ein Mischgefüge auf (Abbildung 4.1.3 (a)). Es liegen Be-
reiche mit einer mittleren Korngröße von 3 bis 4 und wenige große Körner der Größe 0 bis 0,5 nach DIN
EN ISO 643 [166] vor. Die im geätzten Gefügebild teilweise farbig schimmernden Ausscheidungen (Ab-
bildung 4.1.3 (b)) sind Titan-Karbonitride, welche eine Ausdehnung von bis zu 10µm annehmen. Die im
Bildanhang in den Abbildungen C.0.4 und C.0.5 dargestellten EDX-Elementverteilungen zeigen, dass im
Bereich dieser Ausscheidungen zusätzlich Niob und Molybdän angereichert vorliegen. Die Korngrenzen
sind dicht mit Karbiden belegt.
400 µm 20 µm
Abbildung 4.1.3: Kornstruktur (a) und Korngrenzenbelegung (b) der untersuchten Nimonic 101 Nickelbasislegierung
In Analogie zum Nimonic 80A lassen EDX-Spektren und EDX-Elementverteilungen den Schluss zu, dass
es sich dabei vorrangig um Chrom-Karbide vom Typ M23C6 handelt. Die γ’-Struktur des Nimonic 101
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kann am Rasterelektronenmikroskop charakterisiert werden (Abbildung 4.1.4). Die γ’-Ausscheidungen
liegen als globulare, in der γ-Matrix gleichmäßig verteilte Ausscheidungen mit einer mittleren Größe
von 30 nm vor. Ihr Volumenanteil beträgt ungefähr 11 %. Die vorliegende γ/γ’-Struktur des Nimonic 101
entspricht somit der Erwartung [4, 168].
500 nm
Abbildung 4.1.4: Ausbildung der γ’-Ausscheidungen beim Nimonic 101
Die chemische Zusammensetzung, die Wärmebehandlung und die Mikrostruktur der untersuch-
ten Schmelzen entsprechen den in Normen und Literaturstellen dokumentierten Anforderungen
von handelsüblichem Nimonic 80A und Nimonic 101. Demnach können die nachfolgenden Ergeb-
nisse auf das schmelzenübergreifende Werkstoffverhalten der Legierungen übertragen werden.
4.2 Isotherme Basischarakterisierung der Versuchswerkstoffe
Im Anschluss an die Charakterisierung der Mikrostruktur sollen die mechanischen Eigenschaften der vor-
liegenden Schmelzen in Norm- und Literaturdaten eingeordnet werden. Zu diesem Zweck sind isotherme
Warmzug-, Kriech- und Glühversuche vorgesehen. Neben der allgemeinen Bewertung der Eigenschaften
dienen die gewonnenen Ergebnisse dem Aufbau bzw. der Erweiterung einer für die Modellierung des
Verformungsverhaltens benötigten Datenbasis. Anhand von Gefügeanalysen und Thermo-Calc Rechnun-
gen sollen zudem die in der Literatur teils unterschiedlich diskutierten, mikrostrukturellen Ursachen der
Volumenkontraktion untersucht werden.
4.2.1 Elastisch-plastisches Werkstoffverhalten
Die mithilfe genormter Warmzugversuche [158] ermittelten Festigkeitskennwerte sind im Anhang D in
Tabelle D.0.1 für einen Temperaturbereich von 550 bis 650 °C für den Nimonic 80A sowie bis 700 °C
für den Nimonic 101 aufgelistet. Die Warmzugfestigkeit Rm und die Warmstreckgrenze Rp0,2 der Nimo-
nic 80A Schmelze liegen im geprüften Temperaturbereich deutlich oberhalb der genormten Mindestan-
forderungen der DIN EN 10269 [165] (Abbildung 4.2.1 (a)). Erwartungsgemäß nimmt die Festigkeit mit
steigender Temperatur ab, während die Bruchdehnung und damit die Duktilität zunimmt. Die Steifigkeit
verringert sich ebenfalls mit steigender Temperatur, verbleibt jedoch im Vergleich mit warmfesten Stahl-
werkstoffen auf einem hohen Niveau. Die in der DIN EN 10302 [170] genormten Mindestanforderungen
der 0,2 %-Warmstreckgrenze werden von der untersuchten Nimonic 101 erreicht (Abbildung 4.2.1 (b)).
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Abbildung 4.2.1: Warmstreckgrenze, Warmzugfestigkeit, Bruchdehnung sowie Brucheinschnürung der Warmzugversuche
am Nimonic 80A im Vergleich mit den Mindestanforderungen der DIN EN 10269 [165] (a) und am
Nimonic 101 mit Literaturdaten aus [4]
Im Vergleich mit Ergebnissen aus [4] nehmen die Festigkeiten der untersuchten Schmelze tendenzi-
ell höhere Werte an. Die Bruchdehnungskennwerte sind vergleichbar. Der Festigkeitsunterschied ist auf
die unterschiedlichen Wärmebehandlungen zurückzuführen. Die in [4] untersuchte Schmelze wurde im
Gegensatz zu der aktuell betrachteten Schmelze mit einer 2-stufigen Auslagerung bei 650 °C für 24 h
sowie bei 760 °C für 8 h wärmebehandelt. Die unübliche „Tief-Hoch“-Auslagerung zielt auf eine höhe-
re Duktilität im Langzeitverhalten ab, reduziert jedoch die Festigkeitskennwerte entsprechend [4]. Die
Warmstreckgrenze ist bei beiden Schmelzen nur geringfügig von der Temperatur abhängig. Dagegen
lässt sich bei der Warmzugfestigkeit bis 600 bzw. 650 °C zunächst ein Anstieg der Festigkeit beobachten,
bevor die Kennwerte schließlich abfallen. Es ist zu vermuten, dass diese Festigkeitssteigerung auf eine
zusätzliche Aushärtung bei der entsprechenden Prüftemperatur zurückzuführen ist.
Für die Modellierung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens werden die Fließkurven der Warm-
zugversuche benötigt. In der Abbildung 4.2.2 (a) sind die Spannungs-Dehnungs-Kurven für den Ni-
monic 80A dargestellt, wobei erneut die abnehmende Festigkeit und die zunehmende Verformbarkeit
bei steigender Temperatur deutlich werden. Die Fließkurven der Warmzugversuche am Nimonic 101
(Abbildung 4.2.2 (b)) zeigen eine vergleichbare Tendenz. Der Versuch bei 700 °C zeigt außerdem eine
ausgeprägte Abhängigkeit von der Abzugsgeschwindigkeit. Der Wechsel der Dehngeschwindigkeit von
0,5 auf 5 %/Minute nach Erreichen einer plastischen Verformung von 1,2 % führt zu einer zwischenzeit-
lich stärkeren Verfestigung. Dieser Effekt tritt ebenso bei den anderen Warmzugversuchen auf, ist jedoch
aufgrund der Darstellung nur eingeschränkt zu erkennen.
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Abbildung 4.2.2: Spannungs-Dehnungs-Kurven der Warmzugversuche am Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
4.2.2 Kriechverhalten
Das isotherme Zeitstandverhalten der Werkstoffe wird über Kriechversuche nach DIN EN ISO 204 [37]
charakterisiert. Die Genauigkeit der Dehnungsmessung im Primär-Kriechbereich ist für die nachfol-
gende Modellierung von großer Bedeutung. Aus diesem Grund erfolgen alle Kriechversuche zunächst
mit kontinuierlicher Dehnungsmessung. Lediglich Langzeitversuche mit einer Laufzeit von über 1.000 h
werden nach Erreichen der minimalen Kriechgeschwindigkeit mit der unterbrochenen Vielprobenprüf-
technik fortgesetzt. Der untersuchte Temperaturbereich reicht von 550 bis 700 °C, wobei mindestens
sechs verschiedene Spannungsniveaus je Temperatur geprüft werden. Die Charakterisierung der Zeit-
standeigenschaften erfolgt in der Regel bei Spannungen, die erwartete Bruchzeiten zwischen 500 und
30.000 h aufweisen. Dies erlaubt letztlich eine gesicherte Extrapolation der Zeitstandeigenschaften hin
zu realen Auslegungszeiten von bis 100.000 h [171, 172]. In Verbindungselementen wie Schraubenbol-
zen liegen jedoch niedrigere Spannungen vor. Um die Werkstoffmodelle auch bei diesen Spannungen zu
ertüchtigen, ist je ein Versuch pro Temperatur bei Spannungen im Bereich der Relaxationsrestspannung
nach 3.000 h vorgesehen (vgl. Abschnitt 4.3).
Die Kriechkurven des Nimonic 80A staffeln sich erwartungsgemäß in Abhängigkeit der Spannung und der
Temperatur (Abbildung 4.2.3). Allerdings überschreiten die hohen Spannungen bei 550 °C die 0,2 %-
Warmstreckgrenzen, sodass es bereits während der Belastungsphase zu signifikanten plastischen An-
fangsverformungen der Proben kommt. Die in den Diagrammen mit Pfeilen gekennzeichneten Versuche
laufen zum Zeitpunkt der Anfertigung dieser Arbeit und haben eine maximale Laufzeit von 14.000 h
erreicht.
Außerdem weisen die Versuche bei 550 und 600 °C und hohen Prüfspannungen eine zweite Verfestigung
auf, die zu einem leichten „Doppel-S-Schlag“ in der logarithmischen Auftragung führt. Eine solche zwei-
te Verfestigung konnte bereits in [173] am Alloy 625 C beobachtet werden. Demnach bilden sich zeit-
und temperaturabhängig festigkeitssteigernde Ausscheidungen wie die γ’-Phase aus, welche den Kriech-
widerstand erhöhen. Bei niedrigen Spannungen und hohen Temperaturen kann eine zweite Verfestigung
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auf die Oxidbildung an der Probenoberfläche und innerhalb möglicher Kriechrisse zurückgeführt wer-
den, infolge dessen es zu einer Lastübernahme der Oxide, zu einer Abrundung der Rissspitze sowie
zur Bildung von festigkeitssteigernden Nitriden und Chrom-Karbiden in der oberflächennahen Matrix
kommt [74, 174]. Im untersuchten Temperaturbereich konnte jedoch keine signifikante Oxidation der
Probenoberflächen beobachtet werden.
Abbildung 4.2.3: Kriechkurven des Nimonic 80A bei 550 (a), 600 (b) und 650 °C (c)
Die Zeitbruchdehnung nimmt mit steigender Versuchslaufzeit der Kriechversuche ab. Es wird vermutet,
dass dies auf den zunehmenden Anteil des Korngrenzgleitens an der Gesamtverformung zurückzuführen
ist. Korngrenzgleiten beschleunigt die Rissinitiierung und führt zu spröderem Werkstoffverhalten [2].
Die Kriechkurven der Nickelbasislegierung Nimonic 101 weisen bei 600 und 650 °C ebenfalls signifikan-
te plastische Anfangsdehnungen auf (Abbildung 4.2.4). Anschließend zeigen die Kriechkurven zunächst
einen verhältnismäßig flachen Verlauf. Erst ab ungefähr 1.000 h beschleunigt sich die Kriechgeschwin-
digkeit deutlich. Dieses Verhalten ist bei niedrigen Spannungen und hohen Temperaturen nicht in der
Form zu beobachten.
Die Einordnung der mit der Spannung σx normierten Zeitstandfestigkeiten der untersuchten Schmelzen
in Literaturdaten erfolgt anhand von Zeitstandschaubildern (Abbildung 4.2.5). Zur besseren Vergleich-
barkeit werden Mittelwertkurven der Zeitstandfestigkeiten mithilfe des Manson-Brown Zeit-Temperatur-
Parameters erstellt. Diese zeigen im Vergleich mit dem Larson-Miller-Parameter eine genauere Abbildung
der Zeitstandfestigkeiten, besonders bei Berücksichtigung der Warmzugfestigkeit. Der Manson-Brown-
Parameter errechnet sich aus
PMB =
log10 (tu)− log10 (ta) T+273−Ta
1000
RMB = B0 + B1 · (σmMB) + B2 · (σm)2 (4.2.1)
mit den Parametern mMB, ta und RMB sowie den Konstanten des Spannungspolynoms zweiten Grades B0,
B1 und B2 [175]. Um einen direkten Vergleich zu ermöglichen, werden lediglich die Zeitstandfestigkeiten
der aktuell untersuchten Schmelzen für die Parameteranpassung herangezogen.
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Abbildung 4.2.4: Kriechkurven des Nimonic 101 bei 600 (a), 650 (b) und 700 °C (c)
Die Zeitstandfestigkeiten des Nimonic 80A stimmen mit den genormten Anhaltswerten der DIN EN
10269 [165] gut überein. Bei 550 °C weist die aktuelle Schmelze leicht höhere Festigkeitswerte im
Vergleich zur Norm auf. Zur Einordnung der Nimonic 101-Schmelze werden Literaturdaten aus [4]
berücksichtigt, die bereits bei der Auswertung der Warmzugversuche mit einbezogen wurden. Die Zeit-
standfestigkeiten der in [4] untersuchten Schmelze sind bei den Prüftemperaturen geringer im Vergleich
zur aktuellen Schmelze. Als Ursache ist, die unterschiedliche Wärmebehandlung zu nennen, die auf ei-
ne hohe Duktilität im Langzeitbereich abzielte und mit der ein Verlust an Festigkeit einhergeht. Die
Zeitstandfestigkeiten verdeutlichen zudem, dass der Nimonic 101 im Vergleich zum Nimonic 80A einen
deutlich höheren Kriechwiderstand aufweist.
Abbildung 4.2.5: Mittelwertkurven der Zeitstandfestigkeiten des Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
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4.2.3 Kontraktionsverhalten
Neben dem elastisch-plastischen Werkstoffverhalten und der Kriechverformung müssen bei Nickelbasis-
werkstoffen die metastabilen Gefügeveränderungen der Volumenkontraktion mit berücksichtigt werden.
Die zeitliche Entwicklung der Volumenkontraktion wurde für die Legierungen Nimonic 80A und Nimo-
nic 101 bereits in vorangegangenen Dissertationen an der TH Darmstadt mittels diskontinuierlicher Mes-
sung von Glühproben für einen weiten Temperaturbereich bestimmt [3–5]. Im Rahmen dieser Arbeit
wird lediglich anhand ausgewählter Vergleichsversuche die Übertragbarkeit der Literaturdaten auf die
aktuellen Schmelzen überprüft. Ein Glühversuch am Nimonic 80A mit kontinuierlicher Dehnungsmes-
sung soll, ergänzend zu der üblicherweise diskontinuierlichen Messung der Volumenkontraktion den
Einfluss des regelmäßigen Abkühlens während der diskontinuierlichen Messmethode klären.
Die gemessene Kontraktion am Nimonic 80A bei 450 °C stimmt im Rahmen der Messunsicherheit gut mit
den Literaturdaten aus [3] überein (Abbildung 4.4.10 (a)). Die dargestellte Messunsicherheit leitet sich
aus der Genauigkeit der Längenmessung der Glühproben ab. Die kontinuierlich bestimmte negative Deh-
nung erreicht ebenfalls vergleichbare Werte, sodass ein signifikanter Einfluss der Zwischenabkühlungen
auf die Ausprägung der Volumenkontraktion ausgeschlossen werden kann.
Die Glühprobe zur Einordnung der aktuellen Nimonic 101-Schmelze in Literaturdaten erreicht nach
8.000 h bei 550 °C eine negative Dehnung von -0,026 % (Abbildung 4.4.10 (b)). Somit kontrahiert die
aktuelle Schmelze zwar weniger im Vergleich zu [5], im Rahmen der Messunsicherheit können die Li-
teraturdaten jedoch für die nachfolgenden Auswertungen und die Modellierung herangezogen werden.
Die maximale Volumenkontraktion stellt sich beim Nimonic 101 in einem Temperaturbereich von 400 bis
600 °C ein. Die Ausprägung der Volumenkontraktion ist im Vergleich zum Nimonic 80A geringer.
Abbildung 4.2.6: Volumenkontraktion des Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b) im Vergleich zu Literaturdaten
Ein Mechanismus, der zur Volumenkontraktion beiträgt, ist die Ausbildung von Ordnungsstrukturen in
der γ-Mischkristallmatrix (vgl. Abschnitt 2.5.1) [98]. Die in [101] veröffentlichte Änderung des Gitter-
parameters infolge der Bildung solcher geordneter Gefügedomänen beim Nimonic 80A (vgl. Abschnitt
2.5.1, Abbildung 2.5.3) lässt nach 10.000 h Auslagerung bei 450 °C auf eine Volumenkontraktion von
4.2.3: Kontraktionsverhalten 45
ungefähr -0,03 % schließen. Maximal werden nach 30.000 h -0,126 % erreicht. Die Glühprobe am Nimo-
nic 80A weist jedoch bereits nach knapp 10.000 h Auslagerung bei 450 °C eine Volumenkontraktion von
-0,110 % auf. Ordnungsvorgänge können somit die beobachtete Kontraktion nur teilweise begründen.
Ein weiterer Erklärungsansatz besteht in der Verringerung des Gesamtgitterparameters durch die tem-
peraturabhängige Änderung des γ/γ’-Volumenverhältnisses sowie deren chemischer Zusammensetzung
[28]. Zur Überprüfung der Annahme sind in Tabelle 4.2.1 die mithilfe des REM bzw. HREM bestimmten
Volumenanteile V der beiden Phasen aufgeführt. Die Auswertung erfolgt an der bei 450 °C für 6.000 h
ausgelagerten Glühprobe mit einer gemessenen Volumenkontraktion von -0,110 %. Beim Nimonic 101
wird die Glühprobe, welche bei 550 °C ausgelagert wurde, für die Charakterisierung des transienten
Werkstoffverhaltens benötigt. Aus diesem Grund erfolgt die Bestimmung des γ/γ’-Volumenverhältnisses
an einem unbelasteten Gewindestück einer für 17.200 h bei 600 °C ausgelagerten Zeitstandprobe. Gemäß
Abbildung 4.4.10 (b) sollte die Probe eine Volumenkontraktion von -0,03 bis -0,05 % aufweisen.
Zum Vergleich sind in Tabelle 4.2.1 die mithilfe des Programms Thermo-Calc [155] berechneten theore-
tischen Phasenverteilungen aufgeführt. Die Bestimmung basiert auf der Datenbank TCNI6 für Nickelba-
sislegierungen [176]. Zur Vereinfachung wird von einem reinen Zweiphasen-Gefüge aus γ und γ’ ausge-
gangen. Die Karbide nehmen einen vergleichsweise geringen Volumenanteil ein und werden vernachläs-
sigt. Eine Schwierigkeit bei der Berechnung der Phasenanteile mit Thermo-Calc stellt die Definition des
Ausgangszustandes (AZ) dar. Die Legierungen wurden im Anschluss an das Lösungsglühen zwei- bzw.
einstufig ausgelagert. Das Gefüge bildete sich während dieser Auslagerungsstufen und wurde infolge
des Abkühlens auf Raumtemperatur eingefroren. Für den Nimonic 101, der mit lediglich einer Auslage-
rungsstufe wärmebehandelt wurde, kann demnach die Phasenverteilung bei 850 °C als Ausgangszustand
angenommen werden. Der Nimonic 80A wurde zunächst bei 850 °C und anschließend in einer zweiten
Stufe bei 710 °C ausgelagert. In [28] konnte gezeigt werden, dass als Ausgangszustand einer zweistufigen
Auslagerung in erster Näherung der Gefügezustand beim Mittelwert der beiden Temperaturen herange-
zogen werden kann. Beim Nimonic 80A wird daher 780 °C zur Definition des Ausgangszustandes mittels
Thermo-Calc eingesetzt.
Tabelle 4.2.1: Volumenanteile der γ- und γ’-Phase im Ausgangszustand und nach der Auslagerung bei 450 °C bzw. 600 °C
Nimonic 80A Nimonic 101
Thermo-Calc REM Thermo-Calc REM
γ γ’ γ γ’ γ γ’ γ γ’
AZ, 780 °C 82,1 17,9 89,2 10,8 AZ, 850 °C 79,0 21,0 88,7 11,3
450 °C 73,7 26,3 88,8 11,2 600 °C 69,4 30,6 86,1 13,9
Volumenanteil V in (%)
Die REM-Auswertungen zeigen (Tabelle 4.2.1), dass die Auslagerungen bei 450 °C bzw. 600 °C zu ei-
ner leichten Zunahme des γ’-Volumenanteils führen. Grundsätzlich scheint die Zunahme plausibel [28]
auch wenn die Änderung im Bereich der Messunsicherheit der stereologischen Bestimmung der Pha-
senanteile liegt. Im Gegensatz zu [28] unterscheiden sich die gemessenen Phasenanteile jedoch sowohl
beim Nimonic 80A als auch beim Nimonic 101 von den theoretisch berechneten Werten. Thermo-Calc
betrachtet stets den thermodynamische Gleichgewichtszustand. Die reale Ausbildung des Gefüges un-
terliegt jedoch zusätzlich kinetischen Randbedingungen. Die Ergebnisse lassen demnach den Schluss
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zu, dass die Dauer Wärmebehandlungsstufen und der anschließenden isothermen Auslagerung nicht
ausreicht, um den thermodynamischen Gleichgewichtszustand einzustellen. Zudem kommt beim Nimo-
nic 101 erschwerend hinzu, dass sich neben γ, γ’ und den genannten Chrom- bzw. Ti-Karbiden eine
Cr-reiche σ-Phase ausbildet. Somit ist die Annahme, dass ein reines Zweiphasen-Gefüge vorliegt, nur
noch bedingt zulässig.
Die Gitterparameter der γ-Matrix aγ und der γ’-Ausscheidungen aγ′ können mithilfe der Vegardschen
Regel empirisch berechnet werden [177, 178]. Neben der Änderung der Volumenanteile müssen die
temperaturabhängigen chemischen Zusammensetzungen der Phasen berücksichtigt werden. Der Ge-
samtgitterparameter agesamt ergibt sich schließlich aus:
agesamt = aγ · Vγ + aγ′ · Vγ′ . (4.2.2)
In Tabelle 4.2.2 sind die Gesamtgitterparameter des Nimonic 80A und Nimonic 101 im Ausgangszustand
und nach der isothermen Auslagerung aufgeführt. Neben der theoretischen Betrachtung mit Thermo-Calc
kann der Gitterparameter mittels Röntgenbeugung (XRD) bestimmt werden. Der Gesamtgitterparameter
ergibt sich in diesem Fall aus dem Volumenanteil der REM-Messungen sowie den mittels XRD bestimmten
Gitterparametern der γ- und γ’-Phase.
Berechnete und gemessene Gesamtgitterparameter des Nimonic 80A stimmen hinreichend gut überein.
Die isotherme Auslagerung führt demnach zu einer mittleren prozentualen Verringerung von -0,060 %.
Die Volumenänderung der γ- und γ’-Phase sowie die Änderung der chemischen Zusammensetzung
der beiden Phasen tragen damit entscheidend zur Volumenkontraktion bei. Im Gegensatz zum Nimo-
nic 80A unterscheiden sich die berechneten und die gemessenen Gesamtgitterparameter beim Nimo-
nic 101 deutlich (vgl. Tabelle 4.2.2). Während die experimentell bestimmte, prozentuale Abnahme im
Bereich der mittels der Glühversuche gemessenen Volumenkontraktion liegt, überschätzt die Berech-
nung mit Thermo-Calc die Verringerung des Gesamtgitterparameters. Dieser Unterschied konnte in der
vorliegenden Arbeit nicht abschließend geklärt werden. Es ist jedoch zu vermuten, dass er auf die ver-
einfachte Annahme des reinen γ/γ’-Zweiphasengefüge zurückzuführen ist.
Tabelle 4.2.2: Gesamtgitterparameter von γ- und γ’-Phase im Ausgangszustand und nach der Auslagerung
Nimonic 80A Nimonic 101
Thermo-Calc REM + XRD Thermo-Calc REM + XRD
aAZ, 780 °C (pm) 356,5 356,1 aAZ, 850 °C (pm) 358,3 358,1
a450 °C (pm) 356,3 355,9 a600 °C (pm) 357,7 357,9
Änderung (%) -0,065 -0,053 Änderung (%) -0,176 -0,044
Die Änderung der Karbidstruktur wird ebenfalls als mögliche Ursache der Volumenkontraktion diskutiert
[28, 103] (vgl. Abschnitt 2.5.1). Mithilfe des Rasterelektronenmikroskops konnten allerdings keine signi-
fikanten Unterschiede der Karbidstruktur des Nimonic 80A und Nimonic 101 festgestellt werden. Nach
[28] dominieren diese Karbidumwandlungen erst nach Laufzeiten von über 10.000 h (vgl. Abschnitt
2.5.1, Abbildung 2.5.4). Zudem sind die in der vorliegenden Arbeit untersuchten Auslagerungstempe-
raturen verhältnismäßig niedrig. Der Anteil der Karbidumwandlung an der Gesamtvolumenkontraktion
wird daher für die untersuchten Proben als gering eingeschätzt.
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Zusammenfassend beruht die Volumenkontraktion auf einem Zusammenwirken der genannten mi-
krostrukturellen Ursachen. Zunächst bilden sich geordnete Bereiche in der Mischkristallmatrix aus.
Dem überlagert wächst der γ’-Volumenanteil. In Verbindung mit der temperaturabhängigen chemischen
Zusammensetzung von γ- und γ’-Phase verringert sich der Gitterparameter, infolgedessen es zur makro-
skopischen Volumenkontraktion kommt. Im Langzeitbereich wachsen die geordneten Zonen und führen
so zur fortlaufenden Volumenkontraktion.
Das isotherme Verformungsverhalten der Nickelbasislegierungen Nimonic 80A und Nimonic 101
konnte mit den durchgeführten Warmzug-, Kriech- und Glühversuchen experimentell charak-
terisiert und erfolgreich in vorhandene Vergleichsdaten eingeordnet werden. Die hier gewon-
nenen Daten und Erkenntnisse können somit bei der Modellierung des Werkstoffverhaltens im
Abschnitt 5 weiterführend herangezogen werden.
Die in der Literatur teils unterschiedlich diskutierten mikrostrukturellen Ursachen der Volu-
menkontraktion konnten anhand von Thermo-Calc Berechnungen und Auswertungen am REM
bewertet werden. Demnach bewirkt das Zusammenwirken der Bildung von geordneten Gefü-
gebereichen und der Änderung des γ/γ’-Volumenverhältnisses sowie deren chemischer Zusam-
mensetzung eine Änderung der Dichte der untersuchten Nickelbasiswerkstoffe und folglich eine
entsprechende Volumenkontraktion.
4.3 Isotherme Spannungsrelaxation
Im Anschluss an die isotherme Charakterisierung des Verformungsverhaltens der Nickelbasiswerkstoffe
wird im nachfolgenden Abschnitt das isotherme Relaxationsverhalten untersucht. Anhand einachsiger
Versuche mit kontinuierlicher Dehnungsregelung und Schraubenverbindungsmodellen werden die Re-
laxationseigenschaften und Restspannungen bestimmt und mit Literaturdaten verglichen. Inwieweit an-
elastische Dehnungen zusätzlich zu berücksichtigen sind, sollen Kurzzeitrelaxationsversuche eingrenzen.
Zudem werden anhand kontinuierlicher Relaxationsversuche die maßgeblich zur Spannungsrelaxation
beitragenden Verformungsmechanismen diskutiert.
4.3.1 Einachsige Relaxation
Die Untersuchung des isothermen Relaxationsverhaltens der Werkstoffe erfolgt zunächst anhand ge-
normter, kontinuierlicher Spannungsrelaxationsversuche [111] mit einer konstanten Solldehnung von
0,15 %. Anhand der ebenfalls kontinuierlich aufgezeichneten Prüfkraft lässt sich der zeitliche Span-
nungsverlauf ableiten (Abbildung 4.3.1 (a)). Der Spannungsabfall staffelt sich beim Nimonic 80A er-
wartungsgemäß temperaturabhängig. Während bei 550 °C nahezu keine Spannungsrelaxation zu beob-
achten ist, verringert sich die Spannung bei 650 °C um mehr als die Hälfte des Ausgangswertes innerhalb
der Versuchszeit von 3.500 h.
Die isotherme Charakterisierung des Relaxationsverhaltens erfolgt am Nimonic 101 bei 600, 650 und
700 °C (Abbildung 4.3.1 (b)). Im Gegensatz zum Nimonic 80A ist bei 600 °C ein signifikanter Span-
nungsanstieg innerhalb der ersten 6.000 h zu beobachten. Lediglich bei 700 °C dominieren Kriechverfor-
mungen, sodass es zu einem Spannungsabfall kommt. Die kontinuierliche Regelung des Dehnungssoll-
wertes der Relaxationsversuche kompensiert eine Verkürzung der Probe infolge der Volumenkontraktion
durch eine Erhöhung der Prüfkraft, bis der Solldehnungswert wieder eingestellt ist. In Temperaturbe-
reichen, in denen die Volumenkontraktion die Kriechdehnung übersteigt, kommt es somit zu einem
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Spannungsanstieg bei kontinuierlicher Versuchsführung. Andere Autoren berichten ebenso von signi-
fikanten Spannungsanstiegen bei Relaxationsversuchen am Nimonic 101 [4, 110]. Diese Auswirkungen
der Volumenkontraktion auf das Relaxationsverhalten sollen im Abschnitt 6.2 mithilfe numerischer Me-
thoden abgebildet werden. Im Vergleich zum Nimonic 80A weist der Nimonic 101 einen maßgeblich
höheren Relaxationswiderstand auf.
Abbildung 4.3.1: Verlauf der Spannungsrelaxation kontinuierlicher Relaxationsversuche am Nimonic 80A (a) und Nimo-
nic 101 (b)
Der Spannungsverlauf der Relaxationsversuche kann über das hookeschen Gesetz und die Korrektur der
zeitabhängigen Volumenkontraktion in einen zeitlichen Verlauf der Kriechdehnung überführt werden
(vgl. Abschnitt 2.6.1). Somit ist eine spannungsabhängige Gegenüberstellung dieser berechneten Kriech-
geschwindigkeiten der Relaxationsversuche mit den minimalen Kriechgeschwindigkeiten der konventio-
nellen Kriechversuche möglich (Abbildung 4.3.2 (a)). Erwartungsgemäß ist die Kriechgeschwindigkeit
zu Beginn der Relaxationsversuche deutlich größer als die minimale Kriechgeschwindigkeit und erst
mit zunehmender Spannungsrelaxation nähern sich die Kriechgeschwindigkeiten an. In [123] konnte
ein vergleichbares Werkstoffverhalten an einer Titan-Legierung und in [124] an einer Kupfer-Legierung
beobachtet werden. Im Anfangsbereich des Relaxationsversuches treten bei der gewählten Anfangsspan-
nung somit Primär-Kriechprozesse auf, welche die höheren Kriechgeschwindigkeiten erklären [124].
Einen weiteren Erklärungsansatz bieten der Kriechverformung überlagerte, anelastische Dehnungsef-
fekte, die ebenfalls zu einer zeitabhängigen Spannungsrelaxation führen können [113, 114, 125] (vgl.
Abschnitt 2.2). Deren Auswirkungen werden für die Nickelbasiswerkstoffe jedoch als vernachlässigbar
gering eingeschätzt [3]. Diese Annahme soll im nachfolgenden Abschnitt noch einmal experimentell
bestätigt werden.
Unter der Annahme, dass die Spannungsrelaxation maßgeblich durch Kriechprozesse hervorgerufen
wird, können Verformungs-Mechanismus-Karten zur Diskussion der mikrostrukturellen Ursachen her-
angezogen werden (Abbildung 4.3.2 (b)). Die in [2, 22] veröffentlichte Karte für eine Nickellegie-
rung mit einer Korngröße von 60µm ist dabei um den Betrag der Fließgrenze der untersuchten Ni-
monic 80A-Schmelze verschoben. Die Lage der Verformungsbereiche hängt von der Mikrostruktur und
der Gefügestabilität ab, sodass die Darstellung lediglich eine schematische Einordnung erlaubt. Folg-
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lich dominieren zu Beginn der Spannungsrelaxation die Mechanismen des Versetzungskriechens. Erst
mit fortwährender Relaxation und abnehmender Spannung wechselt der Verformungsmechanismus zum
Diffusionskriechen. Als entsprechende Grenze kann ein Spannungsexponent zwischen 1 und 2 angesehen
werden [2, 74].
Abbildung 4.3.2: Vergleich von minimaler Kriechgeschwindigkeit konventioneller Kriechversuche mit berechneten Kriech-
geschwindigkeiten der Relaxationsversuche am Nimonic 80A (a) sowie schematische Darstellung der
Relaxationsspannungen in einer Verformungs-Mechanismus-Karte nach [2, 22] (b)
4.3.2 Kurzzeitrelaxationsversuche
Einige Literaturstellen führen anelastische Dehnungseffekte als maßgebende mikrostrukturelle Prozesse
für den ersten kurzzeitigen Spannungsabfall der Relaxation an [24, 113, 114, 125]. Die im Rahmen der
Kriechversuche durchgeführten Zwischenentlastungen (vgl. Abbildung 2.4.1) zeigten jedoch keine signi-
fikanten anelastischen Dehnungen der beiden Nickelbasislegierungen auf. Bereits in [3, 4] werden die in
Zeitstandversuchen gemessenen anelastischen Dehnungen "k aufgrund ihrer geringeren Ausprägung bei
den untersuchten Nickelbasiswerkstoffen als vernachlässigbar eingeschätzt. Zur näheren Untersuchung
des Einflusses der Belastungsgeschwindigkeit und des Messaufbaus werden schnell belastete kurzzeitige
Relaxationsversuche am Nimonic 80A durchgeführt. Die Nimonic 80A-Versuchsschmelze liegt jedoch nur
im begrenzten Umfang vor, sodass diese Kurzzeituntersuchungen an Ersatzstangenmaterial aus Nimo-
nic 80A mit vergleichbaren Eigenschaften und einer vergleichbaren Mikrostruktur durchgeführt werden.
Die Versuchsdurchführung richtet sich nach der in [24, 125] vorgeschlagenen Vorgehensweise (Abbil-
dung 4.3.3 (a)). Die Solldehnung wird verhältnismäßig schnell aufgebracht und anschließend für eine
definierte Haltezeit konstant geregelt. Im Anschluss wird die Probe zügig entlastet, wobei die Aufzeich-
nung der Dehnung nach dem Entlasten weiter fortgesetzt wird. Die Proben werden in dieser entlasteten
Haltephase in Kraft-Null-Regelung gehalten. Die anelastische Rückdehnung entspricht schließlich der
Differenz der Dehnung direkt nach der Entlastung und dem Dehnungswert am Ende der Haltezeit (vgl.
Abbildung 4.3.3 (a)).
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Abbildung 4.3.3: Dehnungs- und Spannungsverlauf eines Kurzzeitrelaxationsversuches am Nimonic 80A (a) und der Ein-
fluss der Solldehnung "0, der Haltezeit th und der Belastungsgeschwindigkeit auf die Ausprägung der
anelastischen Rückdehnung des Nimonic 80A (b)
Die elastische Rückdehnung beträgt im exemplarisch dargestellten Versuch 0,006 % und liegt somit im
Bereich der Messunsicherheit der Dehnung. Außerdem konnte innerhalb der Haltezeit von 300 s keine
signifikante Spannungsrelaxation beobachtet werden. Die anelastische Dehnung scheint mit steigender
Belastung zuzunehmen (Abbildung 4.3.3 (b)). Ähnliche Beobachtungen wurden bereits für Stahl- und
Titan-Legierungen aber auch an den Nickelbasiswerkstoffen IN-738LC und Waspaloy dokumentiert [24,
26, 125, 179].
Eine eindeutige Beeinflussung der anelastischen Dehnung durch Variation der Belastungsgeschwindig-
keit und der Länge der Haltezeit konnte für den Nimonic 80A im Gegensatz zu den genannten Ver-
öffentlichungen jedoch nicht beobachtet werden (vgl. Abbildung 4.3.3 (b)). Ursache dafür könnte die
insgesamt geringe Ausprägung sein. Die gemessene anelastische Dehnung liegt stets innerhalb der ab-
geschätzten Messunsicherheit der Dehnungsmessung. Die Kurzzeitrelaxationsversuche bestätigen somit,
dass die anelastische Verformung bei der Beschreibung des Verformungsverhaltens der untersuchten
Nickelbasiswerkstoffe vernachlässigt werden kann.
4.3.3 Schraubenverbindungsmodellversuche
Schraubenverbindungsmodellversuche nach DIN EN 10319-2 [161] ermöglichen die Charakterisierung
des Relaxationsverhaltens unter anwendungsnahen Beanspruchungsbedingungen. Im Vergleich zu den
kontinuierlichen Relaxationsversuchen berücksichtigen die Schraubenmodelle die elastische Rückfede-
rung der zu verschraubenden Flanschteller. Die Versuche werden mit einer Solldehnung von 0,15 %
durchgeführt. Die Auslagerung der Schraubenmodelle erfolgt bei den Temperaturen der kontinuierli-
chen Relaxationsversuche für 3.000 h beim Nimonic 80A und 10.000 h beim Nimonic 101. Auf die Ver-
suchsdurchführung und die Bestimmung der Restspannung wurde bereits im Abschnitt 3.3.1 ausführlich
eingegangen.
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Die Restspannungen der Nimonic 80A Schraubenverbindungsmodelle stimmen mit den kontinuierlich
gemessenen Spannungsverläufen gut überein (Abbildung 4.3.4 (a)). Lediglich bei 550 °C wird ein Unter-
schied zwischen beiden Messmethoden deutlich. Dieser ist auf die Auswirkung der Volumenkontraktion
zurückzuführen. Unter der Annahme, dass die Volumenkontraktion in den untersuchten Werkstoffen iso-
trop auftritt und die einzelnen Komponenten aus demselben Material gefertigt sind, kontrahieren Hülse
und Schraubenbolzen in gleiche Richtung und mit annähernd gleichem Betrag. Im Gegensatz zu dem im
Abschnitt 4.3.1 beschriebenen Spannungsanstieg bei kontinuierlichen Versuchen wird die Restspannung
der Schraubenverbindungsmodelle von der Volumenkontraktion daher nur geringfügig beeinflusst. Je
höher die Kontraktionsneigung des Werkstoffes, desto stärker unterscheiden sich beide Prüfmethoden.
Die Restspannungen der Nimonic 101 Schraubenverbindungsmodellversuche weisen demnach erwar-
tungsgemäß im Vergleich zu den kontinuierlichen Versuchen kleinere Werte auf (Abbildung 4.3.4 (b)).
Abbildung 4.3.4: Restspannung der Schraubenverbindungsmodelle am Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
Die genormten Anhaltswerte der DIN EN 10269 [165] stimmen mit den experimentell bestimmten Rest-
spannungen am Nimonic 80A bei 550 und 600 °C überein. Die Spannungsunterschiede bei 650 °C lassen
sich eventuell auf eine von der Schmelze abhängige Streuung der Eigenschaften zurückführen. Allerdings
passen die in der Norm angegebenen Zeitstandeigenschaften zu den Versuchsergebnissen der Kriechver-
suche. Zudem zeigt eine aktuelle Auswertung der Arbeitsgruppe W11 der FVWHT, welche sich mit dem
Spannungsrelaxationsverhalten warmfester Stähle und Nickelbasislegierungen befasst, dass die Anhalts-
werte der DIN EN 10269 [165] für den Nimonic 80A möglicherweise überarbeitet und in bestimmten
Temperatur- und Zeitbereichen abgesenkt werden müssen.
Das isotherme Relaxationsverhalten der Nickelbasislegierungen Nimonic 80A und Nimonic 101
konnte experimentell umfassend charakterisiert werden. Gemäß der durchgeführten Untersu-
chungen beruht der Anfangsbereich der Spannungsrelaxation bei den untersuchten Spannungen
und Temperaturen auf Primär-Kriechprozessen. Mit fortschreitender Relaxation nähern sich die
Kriechgeschwindigkeiten der minimalen Kriechgeschwindigkeit konventioneller Kriechversuche
an. In Abhängigkeit der Spannung kann es zu einem Wechsel des dominierenden Verformungs-
mechanismus kommen. Des Weiteren konnte die Annahme bestätigt werden, dass anelastische
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Dehnungen bei der Beschreibung des Verformungsverhaltens der Nickelbasislegierungen Nimo-
nic 80A und Nimonic 101 vernachlässigt werden können.
Aufgrund der überlagerten Volumenkontraktion kommt es in einem mittleren Temperaturbe-
reich zu einem Anstieg der Spannung bei kontinuierlicher Versuchsführung. Dagegen werden
die Restspannungen der Schraubenverbindungsmodellversuche von der Volumenkontraktion nur
geringfügig beeinflusst. Dieser auf der Messmethode beruhende Unterschied muss beim Vergleich
von Relaxationsspannungen und bei der Verwendung der Daten für die Auslegung und Bewertung
von Bauteilen und Komponenten zwingend berücksichtigt werden. Die Relaxationsspannungen
der aktuellen Schmelze ordnen sich im Bereich der genormten Anhaltswerte an. Die Ergebnisse
können somit zur Validierung der in Kapitel 5 zu entwickelnden Werkstoffmodelle herangezogen
werden.
4.4 Transientes Werkstoffverhalten
Die Auswirkungen transienter, anisothermer Beanspruchungen auf das Verformungs- und Spannungs-
relaxationsverhalten der Nickelbasiswerkstoffe werden in der Literatur bisher unterschiedlich diskutiert
(vgl. Stand des Wissens Kapitel 2.4.3, 2.5.2, 2.6.3). Die zunehmende flexible Betriebsführung erfor-
dern jedoch umfangreiche Kenntnisse für eine abgesicherte Auslegung und Bewertung von Bauteilen.
Transiente Relaxationsversuche bei anwendungsrelevanten Temperaturen und Spannungen für Nimonic-
Schraubenbolzen in Kraftwerksflanschverbindungen sollen zunächst klären, inwieweit zyklische Tempe-
raturwechsel zu einer Beschleunigung oder Verzögerung der Spannungsrelaxation führen. Anschließend
wird das transiente Kriech- und Kontraktionsverhalten der beiden Nickelbasiswerkstoffe stichprobenartig
untersucht.
4.4.1 Transientes Relaxationsverhalten
Die Charakterisierung des transienten Relaxationsverhaltens umfasst kontinuierliche Relaxationsversu-
che und Versuche an Schraubenverbindungsmodellen am Nimonic 80A und Nimonic 101. Der Tempera-
turzyklus ist gemäß der maximalen Einsatztemperatur der Werkstoffe Tmax und einer für die Ausbildung
der Gefügekontraktion kritischen minimalen Temperatur Tmin gewählt. Dementsprechend ergibt sich
beim Nimonic 80A ein Tmax von 625 °C mit einer Haltezeit von 8 h und ein Tmin von 450 °C mit einer
Haltezeit von 16 h (Abbildung 4.4.1 (a)). Die Haltedauern entsprechen in erster Näherung dem Zyklus
eines Werktags einer Dampfturbinenanlage. Der transiente Relaxationsversuch mit kontinuierlicher Deh-
nungsregelung und Spannungsmessung am Nimonic 101 erfolgt mit vergleichbaren Versuchsparametern.
Lediglich die Maximaltemperatur ist im Hinblick auf eine mögliche höhere Einsatztemperatur auf 700 °C
erhöht (Abbildung 4.4.1 (b)). Die gewählte konstante Solldehnung von 0,15 % entspricht einer in der
industriellen Praxis üblichen Größe für Schraubenbolzen aus Nickelbasiswerkstoffen.
Die Schraubenbolzen in Kraftwerksflanschen werden in der Regel bei Raumtemperatur auf die ge-
wünschte Solldehnung verspannt. Bei artgleichen Verbindungen, das heißt Schraubenbolzen und
Flanschkörper sind aus demselben Material gefertigt, stimmen die thermischen Dehnungsbeträge von
Bolzen und Flansch beim anschließenden Aufheizen annähernd überein. Dementsprechend bleibt die
Ausgangsdehnung von 0,15 % bei der Betriebstemperatur des Schraubenbolzens erhalten. Weichen die
thermischen Ausdehnungskoeffizienten voneinander ab, wie dies beispielsweise bei einer Werkstoffkom-
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bination von martensitischen Stahlflansch mit Schrauben aus Nickelbasiswerkstoffen vorkommt, werden
die Unterschiede der thermischen Dehnung häufig über zusätzliche Dehnhülsen kompensiert.
Abbildung 4.4.1: Temperaturzyklus der transienten einachsigen Relaxationsversuche am Nimonic 80A (a) und Nimo-
nic 101 (b)
Zur experimentellen Abbildung des Montageverhaltens der Schraubenbolzen und zur Einstellung ei-
ner konstanten mechanischen Dehnung während des gesamten Temperaturzyklus muss demzufolge
zunächst die thermische Dehnung der Probe aufgezeichnet werden. Die einzustellende Solldehnung des
Versuches ergibt sich anschließend aus der Summe der vorgesehenen mechanischen Dehnung von 0,15 %
und der aufgezeichneten thermischen Dehnung. Der Spannungsverlauf der transienten Relaxationsver-
suche am Nimonic 80A (3,4) ist in Abbildung 4.4.2 dargestellt. Insgesamt konnte am Nimonic 80A eine
Versuchslaufzeit von etwa 3.500 h erreicht werden, was 125 Zyklen entspricht.
Die verhältnismäßig niedrigen, rein elastischen Spannungen, die Länge der jeweiligen Haltezeiten und
die Gesamtversuchslaufzeit von über 4.000 h stellen eine große Herausforderung an die Prüftechnik dar.
Bereits Temperaturschwankungen von wenigen Grad an der Probe, am Extensometer oder der Kraftmess-
dose haben deutliche Änderungen des gemessenen Kraftsignals zur Folge. Zur Verdeutlichung möglicher
Schwankungen des Messsignals ist die Messunsicherheit der Spannung für eine Temperaturschwankung
der Probe von ±3 °C im Diagramm angegeben. Diese berücksichtigt allein eine Abweichung der thermi-
schen Dehnung der Probe und die daraus resultierende Spannungsänderung.
Der Vergleich mit isothermen Relaxationskurven wird durch Literaturdaten bei 450 °C (1) [3] und durch
einen interpolierten Relaxationsverlauf bei 625 °C (2) aus den isothermen Relaxationsversuchen (vgl.
Abschnitt 4.3.1) ermöglicht. Der kontinuierlich gemessene Spannungsverlauf des transienten Vorversu-
ches (3) mit ca. 300 h Laufzeit und des Langzeitversuches (4) liegt tendenziell zwischen den isothermen
Relaxationskurven. Die Anfangsspannungen von Vor- und Langzeitversuch unterscheiden sich jedoch ge-
ringfügig, was möglicherweise auf Unterschiede bei der Aufzeichnung der thermischen Dehnung zurück-
zuführen ist. Der zu beobachtende Spannungsabfall innerhalb der ersten 300 h ist allerdings vergleichbar.
Der Langzeitversuch weist zum Teil deutliche Schwankungen der gemessenen Spannung aufgrund der
bereits beschriebenen Umgebungseinflüsse auf. Generell lässt sich jedoch festhalten, dass weder ein si-
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gnifikanter Spannungsanstieg infolge von Volumenkontraktion auftritt, wie dies bei dem isothermen
450 °C Versuch deutlich zu beobachten ist, noch kann eine Beschleunigung der Spannungsrelaxation
beobachtet werden. Eine detaillierte Auswertung der Haltephasen ist aufgrund der Spannungsschwan-
kungen und der verhältnismäßig kleinen Änderungen innerhalb der Haltephasen nur begrenzt möglich
(Abbildung 4.4.2 (b)). Die Spannungsdifferenz zwischen Tmax und Tmin resultiert aus der temperaturab-
hängigen Änderung des E-Moduls.
Abbildung 4.4.2: Kontinuierlich gemessene Spannungsrelaxation unter transienten Beanspruchungen am Nimonic 80A im
Vergleich mit langzeitigen isothermen Relaxationsverläufen (a) und in der Detailansicht (b)
In der Abbildung 4.4.3 ist der Spannungsverlauf des transienten Relaxationsversuches am Nimonic 101
(3) dargestellt. Aufgrund des größeren Temperaturunterschiedes zwischen Tmax und Tmin sind die Span-
nungsunterschiede zwischen den Haltephasen deutlicher ausgeprägt im Vergleich zum Nimonic 80A (Ab-
bildung 4.4.3 (b)). Allerdings ist eine Auswertung der Spannung innerhalb der einzelnen Haltephasen
infolge von temperaturbedingten Schwankungen und den kleinen Dehnungseffekten wie schon beim
Nimonic 80A nur begrenzt möglich.
Zur Einordnung des transienten Spannungsverlaufes sind die isothermen Relaxationsverläufe bei 600
(1) und 700 °C (2) dargestellt. Anders als beim Nimonic 80A ordnet sich die transiente Relaxationss-
pannung im Bereich des isothermen 700 °C Versuches an. Die Spannungen der Tmin-Haltephasen liegen
oberhalb und die der Tmax Haltephase unterhalb der isothermen Kurve. Damit bewirken die zyklischen
Temperaturwechsel beim Nimonic 101 tendenziell eine Beschleunigung der Spannungsrelaxation.
Eine Möglichkeit die Übertragbarkeit der Ergebnisse der kontinuierlichen Relaxationsversuche auf rea-
le Bauteile zu prüfen, bieten Schraubenverbindungsmodellversuche. Aus diesem Grund wird je ein
Schraubenverbindungsmodell aus Nimonic 80A bzw. Nimonic 101 auf eine Solldehnung von 0,15 %
verspannt und anschließend mit dem oben gezeigten Temperaturverlauf für 125 Zyklen ausgelagert
(vgl. Abbildung 4.4.1). Lediglich die Aufheiz- und Abkühlraten sind an Beanspruchungsbedingungen
von Gehäuse- bzw. Rohrflanschverbindungen in fossil befeuerten Kraftwerksanlagen angepasst und auf
70 bzw. 30 °C/Stunde abgesenkt. Die Bestimmung der elastischen Rückdehnung nach Versuchsende er-
folgt in Analogie zu den isothermen Schraubenmodellversuchen. Für die Berechnung der Restspannung
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wird der E-Modul des jeweiligen Werkstoffes bei maximaler Temperatur herangezogen, was dem kriti-
scheren Anwendungsfall entspricht.
Abbildung 4.4.3: Kontinuierlich gemessene Spannungsrelaxation unter transienten Beanspruchungen am Nimonic 101 im
Vergleich mit langzeitigen isothermen Relaxationsverläufen (a) und in der Detailansicht (b)
Die Restspannung des transienten Schraubenverbindungsmodellversuches am Nimonic 80A (3) liegt bei
Auftragung der Spannung bei der Gesamtversuchslaufzeit von 4.042 h zwischen den isothermen Rela-
xationskurven (Abbildung 4.4.4 (a)). Die hohe Kriechfestigkeit des Werkstoffes bei 450 °C lässt jedoch
die Annahme zu, dass die Spannungsrelaxation maßgeblich während der Tmax-Haltezeiten stattfindet.
Des Weiteren ist ein Spannungsanstieg infolge der Volumenkontraktion nicht zu erwarten, da Hülse
und Schraubenbolzen mit vergleichbarem Betrag und in dieselbe Richtung kontrahieren. Dies konnte
bereits bei den isothermen Schraubenmodellversuchen aufgezeigt werden. Die Verschiebung der Rest-
spannung des transienten Versuches zu den aufsummierten Tmax Haltezeiten (4), was bei 125 Zyklen
1.000 h entspricht, bestätigt die Annahme, dass die Relaxation maßgeblich bei Tmax stattfindet. Vergli-
chen mit dem kontinuierlich gemessenen transienten Spannungsverlauf (5), weist die Restspannung des
Schraubenverbindungsmodells einen niedrigeren Spannungswert auf. Bei kontinuierlicher Versuchsfüh-
rung können die Volumenkontraktionseffekte zu einem Anstieg der Spannung führen. Somit liegt die
Vermutung nahe, dass die Volumenkontraktion, die sich vorrangig in den Haltezeiten bei Tmin ausbildet,
dafür sorgt, dass die kontinuierlich gemessene Spannung auf einem höheren Niveau verbleibt.
Die Restspannung des transienten Schraubenmodellversuches am Nimonic 101 (3) liegt im Gegensatz
zum Nimonic 80A unterhalb der isothermen 700 °C Kurve (Abbildung 4.4.4 (b)). Bereits bei den isother-
men Schraubenmodellversuchen wurde beobachtet, dass die Restspannungswerte der Schraubenmodel-
le aufgrund der zu vernachlässigen Auswirkungen der Volumenkontraktion kleinere Werte aufweisen
im Vergleich zu den kontinuierlich gemessenen Spannungsverläufen (vgl. Abschnitt 4.3.3). Gemäß der
Kriechfestgkeit des Nimonic 101, ist die Spannungsrelaxation erneut maßgeblich auf die Haltephasen
bei maximaler Temperatur begrenzt, sodass eine Verschiebung der Restspannung zur Summe der Hal-
tephasen bei Tmax (1.000 h) (4) vorgenommen werden kann. Die Spannungsdifferenz zur isothermen
Relaxationskurve (2) kann anschließend mit einer theoretischen Volumenkontraktion von -0,026 % kor-
reliert werden, was gemäß der in Glühversuchen gemessenen Volumenkontraktion (vgl. Abschnitt 4.2.3)
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plausibel erscheint. Im Gegensatz zum kontinuierlichen transienten Relaxationsversuch findet beim tran-
sienten Schraubenverbindungsmodellversuch keine Beschleunigung des Relaxationsverhaltens satt.
Abbildung 4.4.4: Restspannung anisothermer Schraubenverbindungsmodellversuche am Nimonic 80A (a) und Nimo-
nic 101 (b)
Zusammenfassend kann festgehalten werden, dass die transienten Relaxationsversuche am Nimonic 80A
keine Hinweise für eine Beschleunigung oder Verzögerung der Relaxation im untersuchten Temperatur-
und Spannungsbereich aufzeigen. Der Schraubenverbindungsmodellversuch am Nimonic 101 zeigt eben-
falls keine signifikante Beeinflussung der Restspannung durch die zyklischen Temperaturwechsel auf. Der
transiente Spannungsrelaxationsverlauf mit kontinuierlicher Dehnungsregelung liegt jedoch tendenziell
unterhalb der isothermen Tmax Relaxationskurve, was auf eine mögliche Beschleunigung hindeutet.
4.4.2 Transientes Kriechverhalten
Die stichprobenartige Charakterisierung des transienten Kriechverhaltens umfasst je einen Kriechversuch
bei zyklisch wechselnder Temperatur und konstanter Spannung am Nimonic 80A sowie am Nimonic 101.
Die maximalen und minimalen Temperaturen sind unter Berücksichtigung der isothermen Versuche ge-
wählt, sodass ein direkter Vergleich zwischen transienten und isothermen Werkstoffverhalten möglich ist.
Aus diesem Grund erfolgt der transiente Kriechversuch am Nimonic 80A mit einer maximalen Tempera-
tur von 650 °C und einer minimalen Temperatur von 550 °C. Die zu erwartenden Dehnungsunterschiede
zwischen den Tmin- und Tmax-Haltephasen aufgrund der thermischen Ausdehnung sowie der temperatu-
rabhängigen Änderung des E-Moduls werden bei Betrachtung des Verlaufes der permanenten Dehnung
deutlich (Abbildung 4.4.5).
In den Haltephasen bei maximaler Temperatur ist tendenziell ein Anstieg der Dehnung zu beobachten.
Während der Haltezeiten bei minimaler Temperatur lässt sich dagegen keine signifikante Änderung der
Dehnung feststellen. Eine rechnerische Korrektur der thermischen Dehnung führt zu der in Abbildung
4.4.5 (b) dargestellten, transienten Kriechkurve (1), die sich während der gesamten Versuchslaufzeit
von 4.500 h zwischen den isothermen Kriechkurven bei Tmax (3) und Tmin (4) anordnet. Die nach Ver-
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suchsende mit einem Messmikroskop ermittelte, permanente Dehnung der Probe (2) stimmt mit der
kontinuierlichen Dehnungsmessung der Extensometer überein. Werden die permanenten Dehnungen al-
ler Tmax-Haltephasen aufsummiert, liegt die resultierende Kurve (5) auf der isothermen Kriechkurve der
Maximaltemperatur (Abbildung 4.4.6).
Abbildung 4.4.5: Permanente Dehnung des transienten Kriechversuches am Nimonic 80A ohne (a) und mit (b) Korrektur
der thermischen Dehnung im Vergleich zu isothermen Kriechversuchen bei vergleichbarer Spannung
Abbildung 4.4.6: Aufsummierung der permanenten Dehnungen der Tmax-Haltephasen des transienten Kriechversuches
am Nimonic 80A im Vergleich zu isothermen Kriechversuchen bei vergleichbarer Spannung
Im untersuchten Temperaturbereich und bei der gewählten Spannung kommt es aufgrund der Tempe-
raturwechsel demnach zu keiner signifikanten Beschleunigung der Kriechverformung. Das transiente
Kriechverhalten des Nimonic 80A kann als Akkumulation der isothermen Anteile verstanden werden.
Diese Erkenntnis steht jedoch im Widerspruch zu den Ergebnissen aus [70], wonach es aufgrund von
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inneren Thermospannungen infolge unterschiedlicher thermischer Ausdehnungskoeffizienten zu einer
Beschleunigung des Kriechverhaltens kommen sollte. Die Versuchsserien wurden jedoch in einem Tem-
peraturbereich von 300 °C bis 830 °C und mit Temperaturdifferenzen von mindestens 200 °C durchge-
führt. Des Weiteren erfolgte die zyklische Temperaturführung mit Dreieckszyklen ohne Haltezeiten, was
die direkte Vergleichbarkeit dieser Ergebnisse mit dem transienten Versuch der vorliegenden Arbeit ein-
schränkt.
Zudem stimmt die Feststellung, dass es im untersuchten Beanspruchungsbereich zu keiner Beschleuni-
gung des Kriechverhaltens aufgrund transienter Temperaturen kommt mit den Ergebnissen der transi-
enten Relaxationsversuche am Nimonic 80A überein (vgl. Abschnitt 4.4.1), bei denen ebenfalls keine
Beschleunigung der Relaxation festgestellt werden konnte.
Der transiente Kriechversuch am Nimonic 101 beinhaltet eine maximale Temperatur von 700 °C und
eine minimale Temperatur von 600 °C. Im Gegensatz zum Nimonic 80A ist neben der Zunahme der
Kriechdehnung in den Haltephasen bei Tmax ein Rückgang der Dehnung bei Tmin zu beobachten (Ab-
bildung 4.4.7 (a)). Des Weiteren übersteigt die thermische Dehnung während des Aufheizens ten-
denziell die des Abkühlens. Die transiente Kriechkurve (1) liegt nach der Korrektur der thermischen
Dehnung zwar zwischen den isothermen Vergleichskurven (3,4) (Abbildung 4.4.7 (b)), ist jedoch deut-
lich in Richtung des Versuches bei maximaler Temperatur verschoben, was auf eine Beschleunigung der
Kriechdehnung infolge der Temperaturwechsel hindeutet.
Abbildung 4.4.7: Permanente Dehnung des transienten Kriechversuches Nimonic 101 ohne (a) und mit (b) Abzug der
thermischen Dehnung im Vergleich zu isothermen Kriechversuchen bei vergleichbarer Spannung
Die nach Versuchsende mithilfe des Messmikroskops bestimmte permanente Dehnung der Probe (2)
bestätigt den kontinuierlich gemessenen Dehnungsverlauf im Rahmen der Messunsicherheit. Die Ver-
formung wird bei der minimalen Temperatur und der gewählten Prüfspannung durch die Volumen-
kontraktion dominiert, sodass es während der ersten 1.500 h des isothermen Versuches (4) zu einer
negativen Kriechdehnung kommt. Dies erklärt den Rückgang der Dehnung in den Haltephasen bei Tmin
des transienten Kriechversuches.
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Werden die Dehnungen der Haltephasen aufsummiert, wie dies schematisch in Abbildung 4.4.8 (a) dar-
gestellt ist, wird zum einen ersichtlich, dass die Kriechdehnung in den Tmax-Haltephasen (5) schneller
voranschreitet als durch den isothermen Versuch zu erwarten wäre (Abbildung 4.4.8 (b)). Darüber hin-
aus kontrahiert die transiente Probe während der Tmin-Haltezeiten (6) stärker als der isotherme Kriech-
versuch. Ein Teil der Volumenkontraktion muss sich jedoch bei jedem Aufheizvorgang bzw. in den Tmax
Zeiten wieder auflösen, da andernfalls die transiente Gesamtkurve deutlich flacher verlaufen würde.
Dies erklärt die vermeintlich höhere thermische Ausdehnung während des Aufheizens im Vergleich zur
thermischen Kontraktion der Probe während des Abkühlens. Die dargestellte Akkumulation der Volumen-
kontraktion bei Aufsummierung der Tmin-Haltephasen (6) findet demnach nicht statt. Allerdings bildet
sich die Volumenkontraktion nach jedem Auflösen wieder mit einer annähernd gleichen Geschwindig-
keit neu aus. Die Sättigungsphase, die beim isothermen Versuch zu beobachten ist (vgl. Abbildung 4.4.8
(b)), stellt sich nicht ein. Das Auflösungsverhalten der Volumenkontraktion wird im nachfolgenden Ab-
schnitt 4.4.3 noch einmal detailliert betrachtet. Grundsätzlich lässt der transiente Kriechversuch am
Nimonic 101 die Vermutung zu, dass die Temperaturwechsel im untersuchten Temperaturbereich und
bei der geprüften Spannung tendenziell eine Beschleunigung des Kriechverhaltens zur Folge haben.
Abbildung 4.4.8: Schematische Darstellung der Vorgehensweise zur Aufsummierung der permanenten Dehnungen der
Haltephasen des transienten Kriechversuches (a) sowie die sich am Nimonic 101 ergebenden Verläufe
im Vergleich zu isothermen Kriechversuchen bei vergleichbarer Spannung (b)
Die oben gezeigten Ergebnisse am Nimonic 101 sind mit Erkenntnissen aus [71] vergleichbar. Die dort
untersuchte Nimonic 105 Legierung weist ebenfalls eine Beschleunigung der Kriechdehnung aufgrund
transienter Beanspruchungen auf. Allerdings unterscheiden sich die Temperaturzyklen deutlich. So wird
in [71] die maximale Temperatur von 900 °C jeweils für 10 Minuten gehalten, bevor die Probe auf ein
Tmin von 650 °C abgekühlt und umgehend wieder auf Tmax aufgeheizt wird. Als Ursache für die Beschleu-
nigung der Kriechprozesse wird eine Verschiebung des Gleichgewichts zwischen Ver- und Entfestigung
im Sekundär-Kriechbereich, thermische Spannungen aufgrund der unterschiedlichen thermischen Deh-
nungen der ausgeschiedenen Phasen sowie mögliche Gefügeveränderungen aufgeführt.
Ein Aufreißen der Oxidschicht durch die Temperaturwechsel und eine demzufolge verstärkte Oxidati-
on der Oberfläche und entlang der Korngrenzen, wie es in [74] als mögliche Ursache diskutiert wird,
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kann in der vorliegenden Arbeit ausgeschlossen werden. Innerhalb der untersuchten Temperaturen und
Spannungen kam es zu keiner derart deutlich Ausbildung von Oxidschichten an den Probenoberflächen.
Eine Möglichkeit, den Einfluss der Temperaturzyklen auf die Lebensdauer rechnerisch zu bewerten, bie-
tet das sogenannte Faktorenkonzept [75, 76]. Auf Basis der Lebensdaueranteilregel von Robinson [79]










für die 0,1 % Zeitdehngrenze der transienten Kriechversuche am Nimonic 80A und Nimonic 101 berech-
net (Tabelle 4.4.1). Die Summe der Haltezeiten bei maximaler Temperatur
∑
tTmax und bei minimaler
Temperatur
∑
tTmin bis zum Erreichen der 0,1% Zeitdehngrenze werden mit der Dauer der Beanspru-
chung unter isothermen Bedingungen t",Tmax bzw. t",Tmin ins Verhältnis gesetzt. Letztere kann zum einen
aus der Zeit-Temperatur-Parameterauswertung nach Manson-Brown und zum anderen direkt aus dem
isothermen Kriechversuch bei der entsprechenden Temperatur entnommen werden. Der in [75] veröf-
fentlichten Abminderungsfaktor der Lebensdauer für entsprechende Temperaturwechsel von ca. 0,85
stimmt mit dem Lebensdaueranteil des transienten Nimonic 80A Versuches, berechnet über die Manson-
Brown Auswertung, hinreichend gut überein (vgl. Tabelle 4.4.1). Ähnliche Werte wurden in [74] bei
kleinen Dehngrenzen festgestellt. Der direkte Vergleich mit dem isothermen Kriechversuch zeigt dagegen
keine Verringerung der Lebensdauer bzw. der Zeit bis zum Erreichen der 0,1 % Zeitdehngrenze. Dieser
Unterschied lässt sich möglicherweise mit der Streuung der Kriechversuche und der Dehnungsmessung
erklären. Der berechnete Lebensdaueranteil des transienten Kriechversuches am Nimonic 101 ist deutlich
kleiner als eins, wobei sich die Auswertung mit dem Manson-Brown Zeit-Temperatur-Parameter und den
direkten isothermen Vergleichsversuchen erneut deutlich unterscheiden. Als Ursachen für die Lebens-
dauerverkürzung infolge der Temperaturzyklen kommen neben inneren Thermospannungen, Phasen-
umwandlungen sowie Phasenvergröberungen eine sich ändernde Versetzungsstruktur infrage. Letztere
hängt direkt von der inneren Spannung des Werkstoffs ab, welche nach [81] eine Temperaturabhän-
gigkeit aufweist. Wechselnde Temperaturen initiieren somit zeitweilig höhere effektive Spannungen
und bewirken eine Beschleunigung des Kriechverhaltens (vgl. Abschnitt 2.4.3). Deren Auswirkungen
unterscheiden sich jedoch in Abhängigkeit des Werkstoffs und der Beanspruchungsbedingungen. Der Ni-
monic 80A weist im untersuchten Temperatur- und Spannungsbereich keine Beschleunigung des Kriech-
verhaltens auf.
Tabelle 4.4.1: Lebensdaueranteile der transienten Kriechversuche
Werkstoff Lebensdaueranteil Lt,"
t" Manson-Brown t" Vergleichsversuch
Nimonic 80A 0, 83 1, 02
Nimonic 101 0, 65 0, 49
4.4.3 Transientes Kontraktionsverhalten
Die Ausbildung der gefügebedingten Volumenkontraktion unter isothermen Beanspruchungsbedingun-
gen wurde im Abschnitt 4.2.3 ausführlich dargestellt. Die genannten mikrostrukturellen Ursachen sind
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jedoch nur in einem bestimmten Temperaturbereich thermodynamisch stabil. Wird eine kritische Tem-
peratur Tc überschritten, kann es zur Rückbildung der Kontraktion kommen [11, 28, 92, 97, 180].
Ein experimentelles Verfahren die Auflösungstemperatur zu bestimmen bieten TMA-Messungen (vgl.
Abschnitt 3.3.2). In Abbildung 4.4.9 ist die relative Längenänderung eines für 5.700 h isotherm ausgela-
gerten Probenstückes der Glühprobe mit einer negativen Dehnung von -0,105 % dargestellt. Der Prüfling
wird zweimal von Raumtemperatur auf 800 °C mit einer Geschwindigkeit von 2 K/Minute aufgeheizt.
Der temperaturabhängige Verlauf der Längenänderung zeigt, dass sich das thermische Ausdehnungs-
verhalten in einem Temperaturbereich zwischen 575 bis 635 °C unterscheidet. Während beim ersten
Aufheizvorgang zwischenzeitlich eine höhere Ausdehnungsgeschwindigkeit vorliegt, treten beim zweiten
Aufheizvorgang keine signifikanten Änderungen der Ausdehnungsgeschwindigkeit auf. Demnach beginnt
die Rückbildung der Volumenkontraktion bei 575 °C. Die gemessene thermische Dehnung wird in diesem
Temperaturbereich von der Volumenausdehnung infolge der Auflösung der Kontraktion überlagert, was
die höhere Ausdehnungsgeschwindigkeit erklärt. Dieser Vorgang ist bei ungefähr 635 °C abgeschlossen.
Die Temperatur von 575 °C stimmt mit den in der Literatur dokumentierten kritischen Temperaturen für
den Nimonic 80A gut überein [11, 97, 101].
Abbildung 4.4.9: Längenänderung der kontrahierten Nimonic 80A Probe bei kontinuierlicher Erhöhung der Prüftempera-
tur
Zur Charakterisierung des Einflusses der Temperaturwechsel, der im Abschnitt 4.4.1 dargestellten tran-
sienten Relaxationsversuche, werden die kontrahierten Glühproben für acht Stunden bei der maximalen
Zyklustemperatur von 625 °C beim Nimonic 80A bzw. 700 °C beim Nimonic 101 ausgelagert. Infolgedes-
sen verringert sich die Kontraktion beim Nimonic 80A von -0,080 % auf -0,019 % (Abbildung 4.4.10 (a)).
Ein Rückgang ist tendenziell auch beim Nimonic 101 zu beobachten (Abbildung 4.4.10 (b)). Bei beiden
Versuchswerkstoffen bleibt jedoch ein Rest der Volumenkontraktion erhalten. Die Höhe der Glühtempera-
tur bzw. die Glühdauer ist zu gering, um eine vollständige Rückbildung der mikrostrukturellen Ursachen
zu erreichen. Gemäß der oben gezeigten Ergebnisse der TMA-Messung müsste eine Temperaturerhöhung
auf 635 °C die komplette Auflösung der Volumenkontraktion bewirken. Die anschließende Fortsetzung
der isothermen Auslagerung der Proben bei 450 °C bzw. 550 °C zeigt sowohl beim Nimonic 80A als auch
beim Nimonic 101 eine erneute Zunahme der Kontraktion. Die Bildungskinetik der Volumenkontraktion
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ist innerhalb der untersuchten zweiten Glühdauer von ca. 5.000 h vergleichbar zur ersten Auslagerung
vor dem Aufheizzyklus.
Abbildung 4.4.10: Auswirkung einer 8-stündigen Auslagerung kontrahierter Proben bei 625 °C für den Nimonic 80A (a)
und 700 °C für den Nimonic 101 (b)
Eine weitere Methode zur Bestimmung des Auflösungsbereiches der Volumenkontraktion stellen DSC-
Messungen dar. Das Messprinzip beruht auf parallelem Aufheizen von einer Probe und einer Referenz.
Am temperaturabhängigen Verlauf des Wärmestroms können anschließend Phasenumwandlungen iden-
tifiziert und in entsprechende Temperaturbereiche eingeordnet werden. Die Ausbildung von nahgeordne-
ten Gefügedomänen verläuft exotherm (exo). Endotherme (end) Reaktionen deuten auf eine Auflösung
der Ordnungsstrukturen hin, was in [181] mit Beugungsbildern eines Transmissionselektronenmikro-
skops für chromhaltige Nickellegierungen nachgewiesen werden konnte. Am Nimonic 80A wurden diese
Effekte bereits mehrfach beobachtet [106, 180]. Für den Nimonic 101 und weitere Nickelbasiswerkstoffe
wie den Nimonic 75 oder Waspalloy liegen vergleichbare Ergebnisse vor [28, 108, 110].
Im Rahmen dieser Arbeit werden DSC-Messungen am Ausgangszustand der Werkstoffe Nimonic 80A und
Nimonic 101 sowie an ausgelagertem, kontrahiertem Probenmaterial durchgeführt (Abbildung 4.4.11).
Im Ausgangszustand des Nimonic 80A ist bei 430 °C ein flacher exothermer Peak zu erkennen, der sich
mit der Bildung von nahgeordneten Bereichen korrelieren lässt. Zwischen 570 °C und 630 °C fällt die
Kurve in endotherme Richtung ab. Es ist zwar kein ausgeprägter Peak zu beobachten, dieser Bereich
kann jedoch mit der Auflösung der Ordnungsstrukturen in Zusammenhang gebracht werden [108]. Die
ausgelagerte, kontrahierte Probe zeigt zunächst ebenfalls einen flachen exothermen Peak bei 470 °C.
Im Gegensatz zum Ausgangszustand ist nachfolgend ein ausgeprägter endothermer Peak zu erkennen.
Dessen Maximum wird bei 615 °C erreicht. Diese exotherme Reaktion ist ein deutliches Indiz für die
Auflösung der nahgeordneten SRO [180] [106]. Zudem stimmen die Ergebnisse mit den Erkenntnissen
der TMA-Untersuchung überein.
Der Nimonic 101 weist ein vergleichbares Werkstoffverhalten auf. Die Peaks der DSC-Messungen sind
lediglich zu höheren Temperaturen verschoben. Im Gegensatz zum Nimonic 80A ist allerdings kein de-
finierter endothermer Peak beim Aufheizen der kontrahierten Probe zu beobachten, was auf die ge-
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Abbildung 4.4.11: Temperaturabhängiger Wärmestrom der Legierung Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
ringere Ausprägung der Volumenkontraktion des Nimonic 101 zurückgeführt werden kann (vgl. Ab-
bildung 4.4.10). Die Auflösung der Ordnungsstrukturen findet gemäß der DSC-Messungen für beide
Werkstoffe in einen Temperaturbereich zwischen 550 bis 650 °C statt und erklärt die Rückbildung der
Volumenkontraktion bei den transienten Kriech- und Relaxationsversuchen. Zusätzlich verändert sich in
Abhängigkeit der Temperatur der Volumenanteil der γ-Matrix, der γ’- und Karbid-Ausscheidungen sowie
deren chemische Zusammensetzung. Gemäß der Auswertung im Abschnitt 4.2.3 ist bei steigenden Tem-
peraturen tendenziell eine Volumenausdehnung zu erwarten. Erreicht die Temperatur die Auslagerung-
stemperatur der Wärmebehandlung, stellt sich bei ausreichender Auslagerungszeit der Ausgangszustand
wieder ein [28].
Somit bildet sich die Volumenkontraktion bei den transienten Relaxationsversuchen am Nimonic 80A
und Nimonic 101 in den Haltephasen mit minimaler Temperatur aus und geht bei maximaler Tempera-
tur wieder zurück (vgl. Abschnitt 4.4.1). Eine Aufsummierung der negativen Dehnung ist nur begrenzt
zu erwarten. Diese Erkenntnis stimmt mit den Ergebnissen der transienten Kriechversuche überein. Beim
Nimonic 101 konnten eine abwechselnde Zunahme der Volumenkontraktion in den Haltezeiten bei mini-
maler Temperatur und eine entsprechende Auflösung während des Aufheizvorgangs bzw. innerhalb der
Haltephase bei maximaler Temperatur beobachtet werden (vgl. Abschnitt 4.4.2).
Das transiente Relaxations- und Verformungsverhalten des Nimonic 80A kann im untersuchten
Temperatur- und Spannungsbereich als Akkumulation isothermer Anteile verstanden werden.
Eine signifikante Beschleunigung bzw. Verzögerung infolge der Temperaturwechsel wurde weder
beim Kriech- noch beim Relaxationsverhalten festgestellt. Lediglich die Volumenkontraktion geht
während der Haltephasen bei der maximalen Temperatur zurück, wenn eine gewisse kritische
Temperatur überschritten wird.
Die Versuche am Nimonic 101 haben gezeigt, dass die Temperaturzyklen tendenziell zu einer
Beschleunigung der Kriechverformung führen. Das Spannungsrelaxationsverhalten wird mögli-
cherweise ebenfalls beeinflusst, wobei hier geringere Auswirkungen festzustellen waren.
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Die Idee, isotherme Werkstoffmodelle für die Nachrechnung des transienten Verhaltens heran-
zuziehen, scheint für den Nimonic 80A im Anwendungsbereich der Schraubenbolzen fossiler
Kraftwerkstechnik gerechtfertigt. Inwieweit dies auf den Nimonic 101 übertragbar ist, wird in
der nachfolgenden Validierung gezeigt.
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5 Modellierung des Werkstoffverhaltens
Basierend auf den experimentellen, isothermen Untersuchungen am Nimonic 80A und Nimonic 101
konnten die Kriechdehnung, die Volumenkontraktion sowie die plastische Anfangsdehnung als maß-
gebliche Verformungsanteile identifiziert werden. Anelastische Dehnungen können bei den untersuchten
Nickelbasiswerkstoffen vernachlässigt werden. Zudem hat die Charakterisierung des transienten Werk-
stoffverhaltens gezeigt, dass beim Nimonic 80A keine signifikante Beschleunigung der Kriechverformung
bzw. der Spannungsrelaxation stattfindet. Das Prinzip der Superposition aller relevanten Dehnungen,
wie es im Abschnitt 3.3 in Abbildung 3.3.1 bereits schematisch aufgezeigt wurde, kann somit vermutlich
zur Beschreibung des isothermen und transienten Verhaltens herangezogen werden. Ausgehend von die-
sem Ansatz der Superposition relevanter Dehnungsanteile, wird die permanente Verformung und somit
die Spannungsrelaxation zeit-, temperatur- und spannungsabhängig modelliert.
Die Beschreibung der Volumenkontraktion unterliegt der Annahme, dass keine Beeinflussung von der
Kriechverformung ausgeht. Eine Vermutung, die an Glühproben mit überlagerten Torsionsspannungen
für den Nimonic 80A nachgewiesen werden konnte [3]. Die Wechselwirkung zwischen plastischer An-
fangsdehnung und Kriechverformung wird indirekt von den Werkstoffmodellen erfasst. So erfolgt die
Parameteridentifikation der Kriechgleichungen zwar nach der Trennung der gemessenen permanenten
Dehnungen in die jeweiligen Verformungsanteile gemäß Gleichung 2.4.2, der zeitabhängige Verlauf der
Kriechdehnung basiert jedoch letztlich auf dem Verformungszustand der Proben nach der vollständigen
Belastung. Eine möglicherweise höhere Kriechgeschwindigkeit infolge höherer Versetzungsdichten, wel-
che mit plastischen Anfangsverformungen einhergehen, wird somit indirekt bei der Kriechmodellierung
berücksichtigt. Zudem haben sich bisher das Prinzip der Superposition der Dehnungsanteile und de-
ren getrennte Modellierung als zweckmäßig für die Bewertung des isothermen Verformungsverhaltens
herausgestellt [3, 5, 26, 130, 135, 136].
Dementsprechend werden nachfolgend phänomenologische Werkstoffmodelle zur Beschreibung der
elastisch-plastischen Verformung, der Kriechdehnung und der Volumenkontraktion anhand der erzeug-
ten experimentellen Datenbasis optimiert und erweitert. Darüber hinaus wird die Entwicklung einer
impliziten Formulierung der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung angestrebt, von der numerisch ro-
bustere und schnellere Berechnungen der Kriechverformung erwartet werden.
5.1 Beschreibung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens
Die Beschreibung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens erfolgt auf Basis der im Abschnitt 4.2.1
vorgestellten Warmzugversuche. Zur numerischen Abbildung des elastischen Verhaltens werden jedoch
gemittelte dynamische Elastizitätsmoduln aus [165, 170, 182] herangezogen. Während die statischen
E-Moduln aus den Spannungs-Dehnungsverläufen von Zug-, Druck- oder Biegeversuchen ermittelt wer-
den, beruht die Bestimmung des dynamischen Elastizitätsmoduls auf der Messung der von der Stei-
figkeit abhängigen Schallgeschwindigkeit im Werkstoff [1]. Der Vergleich von statischen und dyna-
mischen Elastizitätsmoduln zeigt eine gute Übereinstimmung beim Nimonic 80A bei 550 und 600 °C
(Abbildung 5.1.1 (a)). Lediglich bei 650 °C überlagern Kriech- und Setzprozesse die Belastungspha-
se des Warmzugversuchs, sodass eine geringere Steifigkeit im statischen Versuch zu beobachten ist.
Die dynamischen und statischen Elastizitätsmoduln beim Nimonic 101 stimmen ebenfalls hinreichend
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genau überein (Abbildung 5.1.1 (b)). Tendenziell übersteigen die statischen Kennwerte sogar die dy-
namischen. Die Temperaturabhängigkeit der E-Moduln der Nickelbasiswerkstoffe ist im Vergleich zu
üblichen ferritisch-martensitischen Stahlwerkstoffen verhältnismäßig gering [1]. Somit kann bei der nu-
merischen Simulation transienter Beanspruchungsszenarien zwischen den Temperaturstützstellen linear
interpoliert werden.
Abbildung 5.1.1: Temperaturabhängigkeit der Elastizitätsmoduln des Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
Zur Beschreibung des zeitunabhängigen plastischen Werkstoffverhaltens werden die Fließkurven der
Warmzugversuche sowie die plastischen Anfangsdehnungen der Kriechversuche spannungsabhängig auf-
getragen (Abbildung 5.1.2). Letztere entsprechen der plastischen Verformung, welche bei Überschreiten
der Warmstreckgrenze bereits während der Belastungsphase der Kriechversuche auftritt. Der Spannungs-
Dehnungsverlauf weist beim Nimonic 80A eine deutliche Abhängigkeit von der Temperatur auf (Abbil-
dung 5.1.2 (a)). Das zeitunabhängige plastische Werkstoffverhalten des Nimonic 101 zeigt dagegen keine
eindeutige Temperaturabhängigkeit (Abbildung 5.1.2 (b)). Vergleichbare Ergebnisse sind in [20] für die
Nickelbasislegierung IN-939 dokumentiert. Dementsprechend kann die analytische Abbildung mit
"i = Ki ·σni (5.1.1)
in Anlehnung an den Ramberg-Osgood Ansatz (vgl. Gleichung 2.3.1) erfolgen. Dieses Modell ermöglicht
eine hinreichend genaue Abbildung der plastischen Anfangsdehnung mit den Parametern Ki und ni.
Die Bestimmung der Parameter erfolgt über eine lineare Regression der logarithmierten Spannungs-
Dehnungs-Wertepaare mithilfe der statistischen Rechenumgebung R.
Zur Abbildung der temperatur- und spannungsabhängigen plastischen Anfangsdehnung des Nimonic 80A
(vgl. Abbildung 5.1.2 (a)) eignet sich Gleichung 2.3.2. Zunächst wird aus der inkrementellen Steigung
der Spannungs-Dehnungs-Verläufe der Spannungsexponent ni bestimmt, der in der Regel bei kleinen
Spannungen einen konstanten, temperaturunabhängigen Wert annimmt [33]. Die Schnittpunkte der an-
schließend für jede Temperatur angelegten linearen Funktionen im Spannungsbereich kleiner 600 MPa,
mit der Ordinatenachse entsprechen den Parametern Ki. Deren Temperaturabhängigkeit kann wiederum
mit













beschrieben werden. Diese Formulierung vom Arrhenius-Typ ist an die Gleichung 2.3.3 angelehnt. Die
Identifikation der Parameter Ki0, QKi0 , Ki1 und QKi1 erfolgt mithilfe der Statistik-Umgebung R. Der an-
schließend gebildete Quotient
"i
Ki(T ) ·σni (5.1.3)
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kann bei spannungsabhängiger Auftragung mithilfe einer Exponentialfunktion (vgl. Gleichung 2.3.2)
mit den Parametern ci und di beschrieben werden. Dieser analytische Ansatz bildet das temperatur- und
spannungsabhängige Verhalten der plastischen Anfangsdehnung des Nimonic 80A mit hinreichend guter
Genauigkeit ab. Der zweite Anstieg der Festigkeit ab einer plastischen Dehnung von 0,2 % wird vom
Modell jedoch nur eingeschränkt wiedergegeben (vgl. Abbildung 5.1.2 (a)). Bei der Implementierung
in das Finite-Element-Programm Abaqus® werden daher die experimentell bestimmten Fließkurven
der Warmzugversuche für Dehnungen größer 0,2 % eingesetzt. Grundsätzlich erfolgt die numerische
Implementierung der elastisch-plastischen Werkstoffbeschreibungen über eine tabellarische Vorgabe der
mithilfe der analytischen Modelle berechneten plastischen Dehnungswerte. Als Verfestigungsansatz kann
bei der numerischen Nachrechnung der Kriech- und Relaxationsversuche isotrope Verfestigung gewählt
werden. Die Spannungen beider Versuchsarten bleiben selbst bei transienter Temperaturführung stets
positiv. Der Unterschied zwischen der Verschiebung der Fließfläche des kinematischen Verfestigungsan-
satzes und der Vergrößerung der Fließfläche, wie es bei der isotropen Verfestigung angenommen wird,
kann daher vernachlässigt werden. Diese Annahme gilt es, im Rahmen der numerischen Nachrechnung
von mehrstufigen Relaxationsversuchen zu validieren. Die Elastizitätsmoduln werden über die Defini-
tion der entsprechenden Werkstoffeigenschaften bei der numerischen Simulation berücksichtigt. Die
Parameter der analytischen Werkstoffmodelle des Nimonic 80A und des Nimonic 101 sind im Anhang
in Tabelle D.0.2 aufgeführt.
Abbildung 5.1.2: Experimentell bestimmte plastische Anfangsdehnung sowie deren analytische Beschreibung für den Ni-
monic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
5.2 Beschreibung des Kontraktionsverhaltens
Die experimentellen Ergebnisse der Glühversuche am Nimonic 80A und Nimonic 101 haben gezeigt, dass
das Kontraktionsverhalten der untersuchten Schmelzen mit den Literaturdaten [3, 5] hinreichend gut
übereinstimmt. Somit können auf die bereits veröffentlichten analytischen Gleichungen und die darin
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aufgeführten Parametersätze zur Beschreibung der Volumenkontraktion zurückgegriffen werden. Die
Volumenkontraktion des Nimonic 80A lässt sich mit folgendem analytischen Ansatz beschreiben [3]:















Die beiden additiv zusammengesetzten Terme ermöglichen eine hinreichend genaue Abbildung der Kon-
traktion (Abbildung 5.2.1 (a)). Die Parameter Kd und Md definieren den maximalen Dehnungswert der
Plateaus und die Parameter τd, dd, λd sowie fd deren zeitliche Entwicklung. Im Anhang in Tabelle D.0.4
sind die Parameter temperaturabhängig aufgeführt.
Abbildung 5.2.1: Gemessene und mittels analytischer Gleichungen berechnete Volumenkontraktion des Nimonic 80A [3]
(a) und Nimonic 101 [5] (b)
Die Volumenkontraktion kann demzufolge in einem anwendungsrelevanten Temperaturbereich abgebil-
det werden. Darüber hinaus müssen die Modelle bei der Simulation transienter Beanspruchungen auch
für Temperaturen außerhalb des experimentell abgesicherten Bereiches verlässliche und physikalisch
vernünftige Ergebnisse liefern. Basierend auf den in der Literatur veröffentlichten Kenntnissen zum Vo-
lumenkontraktionsverhalten der Nickelbasislegierung Nimonic 80A kann das Maximum der Kontraktion
bei 450 °C angenommen werden. Gemäß Abbildung 2.5.2 (a) im Stand des Wissens (Abschnitt 2.5) lässt
sich der Parametersatz zur Beschreibung der Volumenkontraktion bis Raumtemperatur bzw. bis zu 650 °C
erweitern.
Im Gegensatz zum Nimonic 80A weist die Kontraktion des Nimonic 101 keine ausgeprägten Plateaus auf
(vgl. Abbildung 5.2.1 (b)). Der zweite Term der Gleichung 5.2.2 zur analytischen Beschreibung des Kon-
traktionsverhaltens kann daher entfallen. Allerdings verbessert ein in [4] vorgeschlagener zusätzlicher
Term mit den Parametern TA und Wd die Genauigkeit bei der Abbildung des Temperatureinflusses beim
Nimonic 101:
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Die Anpassung umfasst für jede Temperatur einen separaten Parametersatz, deren Optimierung über
Algorithmen zur Lösung von nicht-linearen Ansätzen verwirklicht werden kann (Anhang, Tabelle D.0.4).
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Das hier vorgestellte analytische Modell ermöglicht im Rahmen der Messunsicherheit eine hinreichend
genaue Beschreibung des Volumenkontraktionsverhaltens des Nimonic 101 und berücksichtigt zudem
die Dilatation des Werkstoffs bei Temperaturen oberhalb von 800 °C.
Die Implementierung der analytischen Werkstoffmodelle zur Abbildung des Volumenkontraktionsverhal-
tens in das FE-Programm Abaqus® erfolgt anhand der sogenannten Schwelldehnung. Diese Schwell-
dehnung lässt sich im benutzerdefinierten Unterprogramm SWELLING, welches einen Teil der Kriech-
Subroutine CREEP darstellt, definieren. Letztlich wird die Summe aus Kriechdehnungsinkrement ∆"cr





Der Parameter nGradient definiert den Gradienten des deviatorischen Spannungspotenzials und R ent-
spricht einer Matrix zur Beschreibung einer möglichen Anisotropie des Werkstoffverhaltens [69]. Das
Schwelldehnungsinkrement ergibt sich wiederum aus der Differenz der analytisch berechneten Volu-
menkontraktion zum Ende tEnde und zu Beginn tBeginn eines Zeitinkrements:
∆"sw =
3 · ("d(tEnde)− "d(tBeginn))
100 %
. (5.2.4)
Abaqus® betrachtet die Schwelldehnung als volumetrische Größe, sodass das Schwelldehnungsinkre-
ment bei richtungsabhängiger Berechnung gedrittelt werden muss (vgl. Gleichung 5.2.3). Im aktuellen
Anwendungsfall beschreiben die analytischen Werkstoffmodelle jedoch bereits eine einachsige Verfor-
mung, sodass der Faktor 3 in Gleichung 5.2.4 zur Kompensation notwendig ist. Die Volumenkontraktion
hängt nach den vorgestellten Modellen und der Methode zur numerischen Implementierung lediglich
von der Beanspruchungszeit und der Temperatur ab. Bei einem Temperaturwechsel werden die ent-
sprechenden Gleichungsparameter zwischen den Temperaturstützstellen (vgl. Anhang, Tabelle D.0.4)
linear interpoliert, sodass sich die Ausbildungsgeschwindigkeit der Volumenkontraktion entsprechend
beschleunigt oder verlangsamt. Das experimentell beobachtete Auflösungsverhalten der Kontraktion bei
Überschreiten einer kritischen Temperatur wird von den Modellen bisher nicht erfasst. Die numerische
Abbildung und eine entsprechende Erweiterung der Modellgleichungen erfordert eine umfassendere ex-
perimentelle Datenbasis zum Auflösungsverhalten und mikrostrukturelle Untersuchungen. Zudem müss-
te die Kinetik der Neubildung der Volumenkontraktion infolge eines Auflösungsvorgangs weiterführend
betrachtet werden. Das Auflösungsverhalten kann in erster Näherung jedoch durch eine Nichtberücksich-
tigung der Volumenkontraktion bei der numerischen Simulation abgebildet werden. In den untersuchten
transienten Temperaturzyklen (vgl. Abschnitt 4.4.1) wird die kritische Temperatur stets überschritten,
sodass keine Akkumulation der negativen Dehnung auftritt. Unter isothermen Beanspruchungsbedin-
gungen ist die Berücksichtigung der Volumenkontraktion jedoch zwingend notwendig.
5.3 Kriechmodellierung mit bekannten Ansätzen
Zur mathematischen Beschreibung des Kriechverhaltens steht eine Vielzahl von einfachen und komple-
xen Werkstoffmodellen zur Verfügung (vgl. Abschnitt 2.4.2). Ein vielfältig eingesetzter Ansatz stellt die
Kriechgleichung nach Norton-Bailey dar (vgl. Gleichung 2.4.11). Dieses Kriechmodell ist zwar auf den
Primären- und Sekundären-Kriechbereich beschränkt und weist keine konsistente Beschreibung der Tem-
peraturabhängigkeit auf, ermöglicht jedoch durch die geringe Parameteranzahl eine verhältnismäßig ein-
fache und schnelle Parameterbestimmung und Anwendung. Des Weiteren ist der Norton-Bailey-Ansatz
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bereits in den numerischen Simulationsprogrammen wie Abaqus® standardmäßig implementiert. Zum
Vergleich der Genauigkeit verschiedener Kriechmodelle bei der Berechnung des Verformungs- und Span-
nungsrelaxationsverhaltens werden für den Nimonic 80A und Nimonic 101 Parametersätze der Norton-
Bailey-Kriechgleichung mithilfe des interaktiven Programms INCA [55, 68] optimiert (Anhang, Tabel-
le D.0.3). Zusätzlich umfasst die Kriechmodellierung die Erstellung von Parametersätzen der modifizier-
ten Garofalo-Kriechgleichung für beide Werkstoffe (vgl. Gleichungen 2.4.14 bis 2.4.19). Dieses deut-
lich komplexere Kriechmodell ermöglicht eine konsistente Beschreibung der Temperaturabhängigkeit in
einem weiten Temperatur- und Spannungsbereich. Im Unterschied zur Norton-Bailey-Kriechgleichung
wird zudem neben dem Primären- und Sekundären-Kriechbereich auch der Tertiär-Bereich abgebildet.
Die Anwendbarkeit der modifizierte Garofalo-Kriechgleichung konnte bereits für eine Vielzahl von un-
terschiedlichen Stahl- und Nickelbasiswerkstoffen erfolgreich validiert werden (vgl. Abschnitt 2.4.2).
Die Parameterbestimmung erfordert zunächst die Ableitung der Kriechdehnungen "f aus den gemesse-
nen permanenten Dehnungsverläufen "per der Kriechversuche. Zu diesem Zweck werden die plastische
Anfangsverformung und die Volumenkontraktion mithilfe der bereits vorgestellten analytischen Werk-
stoffmodelle berechnet und von der permanenten Dehnung abgezogen (vgl. Gleichung 2.4.2). Die An-
passung der Norton-Bailey-Parameter erfolgt ohne Berücksichtigung der Tertiär-Kriechdehnungen. Der
Fokus der Parameteranpassung liegt grundsätzlich auf dem für die Spannungsrelaxation maßgeblichen
Primär- und Sekundär-Kriechbereich. Im Anhang in den Tabellen D.0.3, D.0.5 und D.0.6 sind die er-
mittelten und optimierten Parameter aufgeführt. Abbildung 5.3.1 zeigt die mit der Norton-Bailey (a)
und der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung (b) berechneten Kriechdehnungen für den Nimonic 80A
bei 600 °C. Es wird deutlich, dass die Norton-Bailey-Kriechgleichung die spannungsabhängige Spreizung
der Kriechkurven nur bedingt abbilden kann. Die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung ermöglicht eine
genauere Abbildung des Kriechverhaltens.
Abbildung 5.3.2 zeigt die berechneten Kriechkurven des Nimonic 101 bei 700 °C. Die Kriechkurven wei-
sen bis zu einer Dehnung von ungefähr 0,05 % eine verhältnismäßig geringe Steigung auf, bis schließlich
eine deutliche Zunahme der Kriechgeschwindigkeit einsetzt. Die Norton-Bailey-Kriechgleichung kann ein
solches Werkstoffverhalten nur begrenzt abbilden. Der modifizierte Garofalo-Ansatz ermöglicht zwar die
Beschreibung des Anstiegs der Kriechgeschwindigkeit, unterschätzt jedoch die Kriechdehnung im An-
fangsbereich bei niedrigen Spannungen. Die ausführliche Bewertung der Genauigkeit der Werkstoffmo-
delle folgt im Abschnitt 6.1 bei der Validierung anhand des isothermen Verformungsverhaltens.
Die Einbindung der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung in das FE-Programm Abaqus® erfolgt mit
einer am IfW Darmstadt entwickelten und im Rahmen dieser Arbeit um die Beschreibung der Volu-
menkontraktion erweiterten Subroutine CREEP. Bereits im Stand des Wissens ist darauf hingewiesen
worden, dass die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung derzeit in einer expliziten Formulierung vor-
liegt. Die Kriechdehnung wird als Funktion der Zeit, Temperatur und Spannung berechnet. Abaqus®
benötigt jedoch das Kriechdehnungsinkrement, also die Kriechgeschwindigkeit. Eine implizite Formu-
lierung, wonach die Kriechgeschwindigkeit in direkter Abhängigkeit der Kriechdehnung definiert ist,
könnte somit die Rechenzeit verkürzen. Zudem benötigt die Umsetzung der Dehnungsverfestigung der
expliziten modifizierten Garofalo-Kriechgleichung ein zusätzliches numerisches Näherungsverfahren.
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Abbildung 5.3.1: Kriechmodellierung des Nimonic 80A mit dem Norton-Bailey (a) und dem modifizierten Garofalo-
Kriechmodell (b)
Abbildung 5.3.2: Kriechmodellierung des Nimonic 101 mit dem Norton-Bailey (a) und dem modifizierten Garofalo-
Kriechmodell (b)
5.4 Entwicklung einer impliziten Garofalo-Kriechgleichung
Das Ziel bei der Entwicklung einer impliziten Form der Garofalo-Kriechgleichung liegt auf der Abbildung
der Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit der Kriechdehnung, der Spannung sowie der Temperatur. Die
Zerlegung in einen Primär-, Sekundär- und Tertiär-Anteil hat sich bereits bei der modifizierten Garofalo-
Kriechgleichung bewährt. In Analogie ergibt sich die Kriechgeschwindigkeit aus:
"˙f = f (σ,"f, T ) = "˙f,I + "˙f,min + "˙f,III . (5.4.1)
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In der Abbildung 5.4.1 (a) ist der Verlauf der Kriechgeschwindigkeit als Funktion der Kriechdehnung
schematisch dargestellt. Es werden nun separate Gleichungen benötigt, um die jeweiligen Anteile der
Kriechgeschwindigkeit abzubilden und letztlich in geeigneter Form zusammenzuführen. Des Weiteren
wird eine konsistente Beschreibung der Einflussgrößen Temperatur und Spannung angestrebt, sodass
die Abbildung der Kriechgeschwindigkeit in einem weiten Beanspruchungsbereich ohne Interpolation
von Parametern erfolgen kann (Abbildung 5.4.1 (b)).
Abbildung 5.4.1: Schematischer Verlauf der Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit der Kriechdehnung (a), Temperatur
und Spannung (b) sowie der Unterteilung in den Primär-, Sekundär- und Tertiär-Kriechbereich
Zur Berechnung der minimalen oder Sekundär-Kriechgeschwindigkeit "˙f,min kann der Ansatz der modi-
fizierten Garofalo-Kriechgleichung übernommen werden. Demnach ermöglicht eine Potenz- und Expo-
nentialfunktion die Beschreibung der Spannungsabhängigkeit:
"˙f,min = A2(T ) ·σν20 · eα2(T )·σ
β2
0 . (5.4.2)
Die Temperaturabhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit geht über die Parameter A2(T ) und
α2(T ) ein. Um eine Verwechslung der Parameter der impliziten Formulierung mit der modifizierten
Garofalo-Kriechgleichung auszuschließen, werden für die implizite Garofalo-Kriechgleichung griechische
Buchstaben eingeführt. So entspricht ν2 und β2 den Spannungsexponenten n2 und b2 der modifizierten
Garofalo-Gleichung.
Die Primär- und Tertiär-Kriechgeschwindigkeiten können in der doppelt-logarithmischen Darstellung in
erster Näherung als Geradengleichungen aufgefasst werden (Abbildung 5.4.2 (a)). Die Kriechgeschwin-
digkeit ergibt sich somit in Abhängigkeit der Kriechdehnung aus
"˙f,I = X1(σ, T ) · "µ1(T )f ·H("f) bzw. "˙f,III = X3(σ, T ) · "µ3(T )f · I("f) , (5.4.3)
wobei µ1 und µ3 die jeweiligen Steigungen angeben. Umfangreiche Auswertungen verschiedener warm-
fester Stahl- und Nickelbasislegierungen haben gezeigt, dass dieser Anstieg sowohl von der Temperatur
als auch von der Spannung abhängig sein kann. Die Spannungsabhängigkeit hat jedoch nur geringe
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Auswirkungen bei der Nachrechnung der Kriechdehnung. Für die Entwicklung eines für möglichst viele
Werkstoffe anwendbaren impliziten Kriechmodells wird daher die Steigung der Kriechgeschwindigkeit
lediglich temperaturabhängig über folgenden linearen Ansatz
µi(T ) = µi0 +µi1 · T für i = 1,3 (5.4.4)
mit den Parametern µi0 und µi1 modelliert. Der Wert X i der Gleichung 5.4.3 entspricht in der doppelt-
logarithmischen Auftragung der Kriechgeschwindigkeit über der Kriechdehnung dem Schnittpunkt mit
der Ordinatenachse und kann in Analogie zur minimalen Kriechgeschwindigkeit mit einer Potenz- und
Exponentialfunktion
X i = Ai(T ) ·σνi0 · eαi(T )·σ
βi
0 für i = 1,3 (5.4.5)
abgebildet werden (Abbildung 5.4.2 (b)). Die Parameter Ai(T ) und αi(T ) ermöglichen die konsistente



















 log Kriechdehnung ef Spannung s 
(b) (a) 
log X 
T, s = konstant 
m1 m3 
log ef,min . 
















 e f . 
Abbildung 5.4.2: Schematische Darstellung der Parameter der linearen Teilgleichungen für die Primär- und Tertiär-
Kriechgeschwindigkeit bei doppelt-logarithmischer Auftragung über der Kriechdehnung (a), sowie der
Temperatur- und Spannungsabhängigkeit der Schnittpunkte mit der Ordinaten-Achse X i und der mini-
malen Kriechgeschwindigkeit "˙f,min (b)
Eine einfache additive Zusammensetzung der eben aufgeführten linearen Gleichungen zur Beschreibung
der Primär-, Tertiär- und minimalen Kriechgeschwindigkeit würde jedoch zu einer Überschätzung der
Kriechdehnung in den Übergangsbereichen führen. Zur Lösung dieses Problems lassen sich Wichtungs-
funktionen für den Primär-Kriechbereich H("f) und für den Tertiär-Kriechbereich I("f) einführen (vgl.








verringert die Kriechgeschwindigkeit des Primär-Anteils "˙f,I bei Erreichen der Übergangsdehnung vom
Primär- zum Sekundär-Kriechen "f,12 exponentiell. Gleichermaßen beschreibt







den Übergang von Sekundär- zu Tertiär-Kriechen bei "f,12. Die Übergangsdehnungen weisen in Analogie
zu den Übergangszeiten t12 und t23 der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung eine Abhängigkeit zur
minimalen Kriechgeschwindigkeit auf [33]. Sie lassen sich demzufolge mit
"f,12 = ρ12 · "ω12f,min (5.4.8)
sowie den Parametern ρ12 und ω12 bzw. ρ23 und ω23 modellieren.
Eine der größten Schwierigkeiten bei der Modellierung des Kriechverhaltens besteht in der Definition der
Temperaturabhängigkeiten der Gleichungsparameter. Unterschiedliche Werkstoffe verhalten sich hierbei
zum Teil grundlegend verschieden. In [5, 26, 27, 33, 55, 89] wurden dementsprechend breite Spektren
von verhältnismäßig einfachen bis hin zu komplexen Gleichungen bei der Optimierung der modifizierten
Garofalo-Kriechgleichung herangezogen. Die Temperaturabhängigkeit der meisten Werkstoffe lässt sich
jedoch grundsätzlich mit Funktionen von Arrhenius-Typ modellieren. Demzufolge ergibt sich für den
Parameter Ai(T ):





für i = 1,2, 3 . (5.4.9)
Zur Beschreibung des Parameters αi(T ) hat sich ein linearer Ansatz
αi(T ) = αi0 +αi1 · T für i = 1, 2,3 (5.4.10)
als geeignet herausgestellt.
Insgesamt bietet die implizite Garofalo-Kriechgleichung ein hohes Maß an Flexibilität und viele Freiheits-
grade bei der Auswahl und Optimierung der Spannungs- und Temperaturabhängigkeiten. Die eben vor-
gestellten Ansätze stellen eine verhältnismäßig einfache und für die Nickelbasiswerkstoffe Nimonic 80A
und Nimonic 101 optimierte Variante dar. Die Kriechbeschreibung anderer Werkstoffe kann jedoch alter-
native Gleichungen zur Modellierung der Kriechgeschwindigkeit erforderlich machen [134, 137].
Die Beschreibung des Kriechverhaltens beruht bei der impliziten Garofalo-Kriechgleichung, wie auch
bei den anderen Kriechmodellen auf experimentellen Ergebnissen isothermer Versuche mit konstan-
ter Spannung und Temperatur. Zur Abbildung von transienten Beanspruchungen werden somit Ver-
festigungsgesetze benötigt, welche die Entwicklung der Kriechverformung bei veränderlichen Bean-
spruchungen beschreiben. Die Dehnungsverfestigungsregel bildet das reale Werkstoffverhalten für die
meisten Werkstoffe auch bei veränderlicher Spannung hinreichend genau ab (vgl. Abbildung 2.6.3 (b),
Abschnitt 2.6.2) [135]. In [61] wird die Dehnungsverfestigung ebenfalls für die analytische Betrach-
tung transienter Temperaturbedingungen vorgeschlagen. Die implizite Garofalo-Kriechgleichung setzt
die Dehnungsverfestigung aufgrund der Modellstruktur direkt um. Die Kriechgeschwindigkeit wird im-
mer in Abhängigkeit der bis dahin akkumulierten Kriechdehnung berechnet. Dies ist in Abbildung 5.4.3
nochmals schematisch für zyklische Temperaturwechsel dargestellt.











































Abbildung 5.4.3: Verlauf der Kriechgeschwindigkeit (a) und der Kriechdehnung (b) bei zyklischen Temperaturwechseln
unter Annahme einer Dehnungsverfestigung
5.4.1 Numerische Implementierung
Zur numerischen Implementierung der impliziten Form der Garofalo-Kriechgleichung wird die benutzer-
definierte Subroutine CREEP entsprechend angepasst. Die Struktur der Kriechgleichung ermöglicht die
direkte Berechnung des Kriechinkrements für den jeweiligen Zeitschritt und bietet somit Vorteile bei der
Robustheit und der Rechengeschwindigkeit (vgl. Abschnitt 2.4.2).
Zunächst prüft die Routine die eingehenden Beanspruchungsgrößen der Temperatur und der Spannung.
Falls die Temperatur oder die Spannung den Wert Null annehmen, wird die Routine abgebrochen und
eine entsprechende Warnmeldung an das FE-Programm übermittelt. Für diese Beanspruchungen sind
die Gleichungen der impliziten Garofalo-Kriechgleichung nicht definiert und könnten zu fehlerhaften
Kriechdehnungen bzw. zu unerlaubten Rechenoperationen wie der Division durch Null führen.
Des Weiteren wird stets die aktuelle Kriechdehnung überprüft. Auch diese muss einen Wert größer als
Null annehmen, damit die Kriechgleichung korrekte Ergebnisse ausgibt. Liegt keine Kriechdehnung vor,
werden die Terme zur Beschreibung des Primär- und Tertiär-Kriechens zu Null und lediglich die minima-
le Kriechgeschwindigkeit bliebe erhalten. Somit muss ein Startwert der Kriechdehnung definiert werden.
Ist die vom FE-Programm übergebene Gesamtkriechdehnung kleiner als der Startwert, wird die Kriech-
geschwindigkeit für die vorliegende Temperatur und Spannung bei eben diesem Dehnungsstartwert be-
rechnet und an das FE-Programm übergeben. Diese Vorgehensweise wird wiederholt, bis die aktuelle
Gesamtkriechdehnung den definierten Startwert übersteigt. Somit wird die Gefahr von Konvergenzpro-
blemen minimiert, da kleine Dehnungen aufgrund der Struktur der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
sonst möglicherweise große Kriechgeschwindigkeiten hervorrufen könnten. Als numerisch stabiler Start-
wert hat sich eine Kriechdehnung von 0,001 % herausgestellt.
Die entwickelte Kriech-Subroutine ist für implizite und explizite Integration geeignet. Das bei expliziter
Integration vorliegende Anfangswertproblem zur Lösung der Differenzialgleichung
"˙f = f ("f, t) , mit "f(t i) = "f,i (5.4.11)
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für ein Zeitinkrement ∆t, wird in der Routine über das numerischen Einschrittverfahren nach Heun
gelöst. Zunächst erfolgt die Berechnung der Kriechgeschwindigkeit "˙f("f,i, t i) mithilfe der impliziten
Garofalo-Kriechgleichung. Durch Einsetzen des expliziten Euler-Verfahrens [183] erhält man eine fik-
tive Kriechdehnung mit





für den Zeitpunkt t i+1 am Ende des Inkrements:
t i+1 = t i +∆t . (5.4.13)
Gemäß des Verfahrens nach Heun wird diese fiktive Kriechdehnung zur Berechnung der Kriechgeschwin-
digkeit am Ende des Zeitinkrements "˙f("∗f,i+1, t i+1) herangezogen und letztlich die gesuchte Kriechdeh-
nung "f,i+1 aus dem Mittelwert der Kriechgeschwindigkeiten berechnet [183]:
"f,i+1 = "f,i +
1
2
·∆t · "˙f  "f,i, t i+ "˙f "∗f,i+1, t i+1 . (5.4.14)
Die Genauigkeit des Verfahrens wird durch die Zeitschrittweite der Inkremente bzw. dem vorzugebenden
Grenzwert der Kriechverformung innerhalb eines Zeitschrittes bestimmt. Bei impliziter Integration wird
die Kriechgeschwindigkeit der impliziten Garofalo-Kriechgleichung direkt an das FE-Programm überge-
ben, welches in dem Fall selbst über interne numerische Näherungsverfahren die Kriechdehnung für das
Zeitinkrement berechnet.
Abaqus® kann somit das für die laufende numerische Berechnung stabilste Integrationsverfahren au-
tomatisch auswählen. Simulationen mit Überlagerung von plastischen und Kriechverformungen oder
komplexer geometrischer Strukturen konvergieren häufig unter impliziter Integration schneller. Explizi-
te Integration ist dagegen bei verhältnismäßig einfachen Problemstellungen effizienter, da die Routine
nur zu Beginn und am Ende des Zeitinkrements aufgerufen werden muss und die Iterationsschritte des
impliziten Verfahrens entfallen [69].
5.4.2 Kriechmodellierung der untersuchten Werkstoffe
Zur Optimierung der Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung werden die Kriechgeschwindig-
keiten in Abhängigkeit der Kriechdehnung benötigt. Aufgrund der Ungenauigkeiten bei der experimen-
tellen Bestimmung der Kriechdehnung können die daraus berechneten Kriechgeschwindigkeiten eine
beachtliche Streuung aufweisen. Die Anpassung der Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
erfordert daher zunächst ein geeignetes Glättungsverfahren für die Kriechdaten. Des Weiteren kann die
Entwicklung eines Parametersatzes für einen schmelzenübergreifenden Werkstoffmittelwert von Interes-
se sein. Somit bieten sich Zeit-Temperatur-Parameter als Glättungsverfahren an, die sowohl geglättete
Kriechkurven erzeugen als auch die Berücksichtigung unterschiedlicher Schmelzen ermöglichen. Die
Manson-Brown Meisterkurven (vgl. Gleichung 4.2.1) für den Nimonic 80A sind für eine Reihe von
Kriechdehnungen zwischen 0,01 und 10 % in Abbildung 5.4.4 (a) dargestellt. Daraus können Kriech-
geschwindigkeiten berechnet werden, die in Abbildung 5.4.4 (b) den experimentell bestimmten Werten
gegenübergestellt sind.
Die Parameteranpassung erfolgt anschließend mithilfe der statistischen Rechenumgebung R. Zunächst
werden die Parameter zur Beschreibung der minimalen Kriechgeschwindigkeit über nicht-lineare Kur-
venanpassungen optimiert. Als Zielfunktion wird dabei stets die Minimierung der Fehlerquadratsumme
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angestrebt. Anschließend lassen sich die Gleichungsparameter für den Primär- und Tertiär-Bereich ermit-
teln. Die Wichtungsfunktionen für den Übergang von Primär- zu Sekundär- bzw. Sekundär- zu Tertiär-
Kriechbereich werden im Anschluss mit den bereits optimierten Parametern bestimmt. Allerdings sind
die Übergangsdehnungen "12 und "23 beim Nimonic 80A nur begrenzt temperatur- und spannungsab-
hängig. Die Parameter ω12 und ω23 werden somit zu Null. Die Parameter γ und δ weisen ebenfalls eine
geringe Signifikanz auf. Die Prüfung der Signifikanz der Parameter wird am Ende dieses Kapitels de-
tailliert erläutert. Mithilfe des im Anhang in Tabelle D.0.7 dargestellten Parametersatzes der impliziten
Garofalo-Kriechgleichung wird die Beschreibung des Nimonic 80A Kriechverhaltens mit hinreichender
Genauigkeit möglich (Abbildung 5.4.5 (a)).
Abbildung 5.4.4: Schematische Darstellung der Meisterkurven für eine Reihe von Kriechdehnungen (a) zur Ableitung von
geglätteten Kriechdehnungen sowie deren Kriechgeschwindigkeiten am Beispiel des Nimonic 80A (b)
Im Gegensatz zum Nimonic 80A erfordert die Beschreibung der Temperaturabhängigkeit der minimalen
Kriechgeschwindigkeit beim Nimonic 101 einen erweiterten Ansatz:





Zudem bedingt die Modellierung der Übergangsbereiche die zusätzlichen Terme
ω12(T ) =ω10 +ω11 · T (5.4.16)
und
ρ12(T ) = ρ10 · e
Qρ10
T . (5.4.17)
Im Anhang in Tabelle D.0.8 ist eine vollständige Zusammenstellung der Gleichungen und Parameter für
den Nimonic 101 aufgeführt. Mithilfe der entwickelten Gleichungen und optimierten Parameter wird die
hinreichend genaue Beschreibung der Kriechdehnungen möglich, wie es Abbildung 5.4.5 (b) beispielhaft
für 700 °C dargestellt ist.
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Abbildung 5.4.5: Kriechmodellierung des Nimonic 80A (a) und des Nimonic 101 (b) mit der impliziten Garofalo-
Kriechgleichung
Im Rahmen der Parameteranpassung mit der Statistik-Umgebung R wird die Bewertung der Signifi-
kanz der Gleichungen und Parameter möglich. So bietet das Rechenpaket nlstools neben der Lösung
nicht-linearer Gleichungssysteme die Auswertung von statistischen Signifikanztest wie dem sogenann-
ten t-Test. Unter Annahme einer Normalverteilung und der Unabhängigkeit der Parameter untereinander
wird bewertet, welchen Einfluss eine gewisse Streuung eines Parameter auf das Rechenergebnis auf-
weist. Die Gleichungen zur Abbildung der Temperaturabhängigkeit sind für bestimmte Werkstoffe nur
begrenzt signifikant. Die Parameter ρ, δ, γ und ω zur Definition der Übergangsbereiche der Kriech-
dehnungen weisen ebenfalls teilweise keine Signifikanz auf. Offensichtlich ist dies am vorgestellten
Parametersatz des Nimonic 80A in dem bestimmte Parameter zu Null gesetzt werden können. Andere
Werkstoffe zeigen jedoch eine entsprechende Abhängigkeit, sodass die vorgestellten Gleichungen eine
möglichst allgemeingültige Formulierung darstellen sollen.
Basierend auf dem Prinzip der Superposition relevanter Dehnungsanteile konnten phänomeno-
logische Werkstoffmodelle zur Beschreibung des elastisch-plastischen, des Volumenkontraktions-
und des Kriechverhaltens für die Nickelbasiswerkstoffe Nimonic 80A und Nimonic 101 weiter-
entwickelt und optimiert werden. Die neu entwickelte implizite Formulierung der modifizier-
ten Garofalo-Kriechgleichung sowie deren numerische Implementierung in die benutzerdefinier-
te Subroutine CREEP verspricht eine verbesserte Robustheit und verkürzte Rechenzeiten. Die
Parameteranpassungen basieren auf den experimentellen Ergebnissen bzw. Literaturdaten der
Warmzug-, Kriech- und Glühversuche. Nachfolgend gilt es, die Werkstoffmodelle anhand der nu-
merischen Nachrechnung der isothermen und transienten Kriech- und Relaxationsversuche zu
validieren.
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6 Validierung der Werkstoffmodelle
In nachfolgenden Kapitel werden die entwickelten phänomenologischen Werkstoffmodelle und die Me-
thode der Superposition relevanter Dehnungsanteile anhand numerischer Simulationen der durchge-
führten isothermen und transienten Versuche validiert. Zunächst soll die Genauigkeit der unterschiedlich
komplexen Kriechmodelle bei der Abbildung des Verformungsverhaltens bewertet werden. Anschließend
folgt die Validierung anhand der Nachrechnung der kontinuierlichen Relaxationsversuche und der Ver-
suche an Schraubenverbindungsmodellen. Zudem ermöglichen gestufte Relaxationsversuche die Unter-
suchung des Verhaltens der Werkstoffmodelle bei zyklischer Be- und Entlastung. Abschließend soll die
numerische Simulation der transienten Relaxationsversuche und bauteilnaher Schraubenverbindungs-
modelle mit Dehnhülsen die Leistungsfähigkeit der phänomenologischen Modelle bei der Bewertung
realer Bauteile und anwendungsnaher Beanspruchungsbedingungen aufzeigen. Eine Sensitivitätsanaly-
se zu den Beanspruchungsgrößen Temperatur und Spannung, zu den Werkstoffeigenschaften und zu den
Modellparametern der Norton-Bailey-Kriechgleichung soll letztlich deren Einfluss auf die Simulationser-
gebnisse aufzeigen.
6.1 Isothermes Verformungsverhalten
Der erste Schritt der Validierung der entwickelten Werkstoffmodelle besteht in der Nachrechnung der
gemessenen permanenten Dehnung der Zeitstandversuche, in denen die drei Verformungsanteile der
plastischen Anfangsdehnung, der Kriechdehnung sowie der Volumenkontraktion überlagert vorliegen.
In der Abbildung 6.1.1 sind die gemessenen permanenten Dehnungen "per des Nimonic 80A über den
modellierten permanenten Dehnungen "∗per in sogenannten 45°-Diagrammen aufgetragen.
Abbildung 6.1.1: Gegenüberstellung von gemessenen "per und berechneten "∗per permanenten Dehnungen der Kriechver-
suche am Nimonic 80A mit den Kriechmodell nach Norton-Bailey- (a) sowie der modifizierten (b) und
der impliziten (c) Garofalo-Kriechgleichung
Stimmen Modell und Versuch vollständig überein, würden die Wertepaare auf der zur Veranschauli-
chung eingetragenen 45°-Winkelhalbierenden liegen. Diese Form der Darstellung ermöglicht einen ers-
ten Vergleich der unterschiedlichen Kriechmodelle. Demnach sind die Abweichungen zwischen Modell
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und Versuch der beiden Garofalo-Kriechgleichungen kleiner als beim Norton-Bailey-Ansatz. Des Wei-
teren wird deutlich, dass die permanente Verformung im Tertiär-Kriechbereich vom Norton-Bailey-
Modell erwartungsgemäß unterschätzt wird. Ebenso nicht-konservativ abgebildet werden die Tertiär-
Kriechverformungen bei 600 und 650 °C von dem optimierten Parametersatz der modifizierten Garofalo-
Kriechgleichung. Die Abweichungen zwischen berechneter und gemessener permanenter Dehnung im
Tertiär-Kriechbereich der 550 °C Versuche beruhen auf einer zweiten Verfestigung, welche bei diesen
Kriechversuchen zu beobachten ist (siehe Abschnitt 4.2.2, Abbildung 4.2.3). Der daraus resultierende
„Doppel-S-Schlag“ der Kriechkurve wird von den Garofalo-Ansätzen nur begrenzt abgebildet und führt
zu der konservativen Abschätzung der Dehnung.
Eine quantitative Bewertung der Genauigkeit ermöglicht die Bestimmung der Streubandbreite der loga-
rithmierten Dehnungswertepaare. Unter Annahme einer Normalverteilung umfasst die 2,5-fache Stan-
dardabweichung annähernd 99 % aller permanenten Dehnungen und ist gemäß der ECCC-Richtlinie








Die Streubandbreiten der Kriechmodellierungen bestätigen den visuellen Eindruck, dass die Streuung
der mittels der Norton-Bailey-Kriechgleichung berechneten Dehnungen am größten ist, während die
Garofalo-Modelle vergleichbare Z-Werte aufweisen (vgl. Abbildung 6.1.1). Versuche mit einer größeren
Anzahl an Datenpunkten werden bei dieser Art der Auswertung jedoch stärker gewichtet als Versuche
mit weniger Messdaten. Deshalb ist darauf zu achten, möglichst gleich viele Datenpunkte pro Kriechver-
such für die Auswertung heranzuziehen. Ungeachtet dessen ist der Z-Wert unter Verwendung desselben
Datensatzes und der Nachrechnung derselben Messdaten für einen ersten Vergleich geeignet.
Die Problematik der Wichtung kann vermieden werden, indem die zum Erreichen einer definierten
Dehnung notwendigen Zeiten ausgewertet werden. In Abbildung 6.1.2 (a) sind beispielhaft für den
Nimonic 80A die gemessenen Zeiten tp0,2% und die mithilfe der impliziten Garofalo-Kriechgleichung
berechneten Zeiten t∗p0,2% zum Erreichen einer permanenten Dehnung von 0,2 % dargestellt.
Abbildung 6.1.2: Auswertung der gemessenen tp0,2% und der mit dem impliziten Kriechmodell berechneten t∗p0,2% Zeiten
bei einer permanenten Dehnung der Nimonic 80A Kriechversuche von 0,2 % (a) sowie Vergleich der
Streubandfaktoren Z (b) und der Steigungen mZ (c) von Norton-Bailey-, modifizierter und impliziter
Garofalo-Kriechgleichung bei den untersuchten permanenten Dehnungen
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Der Z-Wert kennzeichnet erneut die 2,5-fache Standardabweichung. Die Steigung einer linearen Regres-
sionsgeraden durch die dargestellten Wertepaare mZ zeigt mögliche systematische Abweichungen der
Modelle auf. Eine Steigung von eins besagt, dass die Abweichungen im Langzeit- und Kurzzeitbereich
vergleichbar sind. Werte größer eins deuten darauf hin, dass die Kriechverformung bei kurzen Zeiten
vom Modell überschätzt und bei langen Zeiten unterschätzt wird. In [184] ist daher ein Bereich zwi-
schen 0,78 und 1,22 definiert, in dem die Steigung einer zulässigen Kriechmodellierung liegen sollte.
Des Weiteren wird in den ECCC-Richtlinien [184] ein maximaler Streubandfaktor Z von vier festge-
legt. Überschreitet die Auswertung diesen Grenzwert, ist die Anwendbarkeit des Kriechmodells bzw.
der Parameteranpassung für diesen Datensatz infrage zu stellen. In den Abbildungen 6.1.2 (b) und (c)
sind die Z- und mZ-Werte für die untersuchten Kriechmodelle bei den permanenten Dehnungen 0,02;
0,05; 0,1; 0,2; 0,5 und 1 % für den Nimonic 80A dargestellt. Sowohl die Norton-Bailey-Gleichung als
auch die modifizierte Garofalo-Anpassung weisen bei kleinen Dehnungen einen großen Streubandfaktor
auf. Dieser nimmt zwar zu größeren Dehnungen hin ab, jedoch liegt lediglich die implizite Garofalo-
Kriechgleichung unter dem Grenzwert der ECCC. Die Steigungen mZ der Kriechmodelle sind tendenziell
größer als eins. Der vorgeschlagene Grenzwert wird allerdings nur von der Norton-Bailey-Anpassung
überschritten. Das implizite Garofalo-Kriechmodell weist somit im Vergleich zum Norton-Bailey- und
modifizierten Garofalo-Ansatz die größte Genauigkeit bei der Vorhersage der permanenten Verformung
der Kriechversuche am Nimonic 80A auf.
Die 45°-Diagramme der permanenten Dehnungen der Kriechversuche am Nimonic 101 (Abbildung 6.1.3)
verdeutlichen, dass der Norton-Bailey-Ansatz das Kriechverhalten lediglich bis ca. 0,2 % abbildet. Die
modifizierte und die implizite Garofalo-Kriechgleichung ermöglichen hingegen eine hinreichend genaue
Beschreibung auch bei höheren Dehnungen mit vergleichbaren Streubandbreiten.
Abbildung 6.1.3: Gegenüberstellung von gemessenen "per und berechneten "∗per permanenten Dehnungen der Kriechver-
suche am Nimonic 101 mit den Kriechmodell nach Norton-Bailey- (a) sowie der modifizierten (b) und
der impliziten (c) Garofalo-Kriechgleichung
Die Ursache der deutlichen Abweichungen der Norton-Bailey-Gleichung liegt in der Form der Kriechkur-
ven begründet. So verlaufen die permanenten Dehnungen des Nimonic 101 zunächst verhältnismäßig
flach, bevor es nach Durchlaufen der minimalen Kriechdehnung bei ungefähr 0,2 % zu einem verhältnis-
mäßig starken Anstieg der Kriechkurve kommt (vgl. Abbildung 4.2.4). Der Norton-Ansatz kann jedoch in
der doppelt-logarithmischen Darstellung lediglich lineares Kriechverhalten abbilden. Ein Kriechversuch
zeigte bei 600 °C eine unerwartet hohe plastische Anfangsdehnung (vgl. Abbildung 5.1.2 (b)), welche
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von dem analytischen Werkstoffmodell nur unzureichend erfasst wird. Die Ursache der hohen Anfangs-
dehnung konnte nicht abschließend geklärt werden. Dieser Versuch wird dementsprechend als Ausreißer
betrachtet und bei der Bestimmung des Z-Wertes nicht berücksichtigt.
In Abbildung 6.1.4 (a) sind die berechneten Zeiten zum Erreichen von 0,2 % permanenter Dehnung den
gemessenen gegenübergestellt. Anhand dieser Auftragung lassen sich die Streubandbreiten (Abbildung
6.1.4 (b)) sowie die Steigungen mZ (Abbildung 6.1.4 (c)) zur Bewertung der Genauigkeit der unter-
schiedlichen Kriechmodelle für den Nimonic 101 bestimmen. Bei permanenten Dehnungen kleiner 0,1 %
weist die implizite Garofalo-Kriechgleichung die geringste Streubandbreite auf. Ab einer Verformung
von 0,1 % sind die Z-Werte der modifizierten und der impliziten Garofalo-Kriechgleichung vergleich-
bar und liegen unterhalb des ECCC-Grenzwertes von vier. Die Norton-Bailey-Kriechgleichung erreicht
lediglich bei 0,1 % eine akzeptable Streubandbreite. Bei größeren Dehnungen überschreiten die Z-Werte
die Darstellungsgrenze. Mit Ausnahme des 1 % Dehnungswertes der Norton-Bailey-Gleichung liegen die
Steigungen mZ innerhalb der von der ECCC vorgeschlagenen Grenzen.
Abbildung 6.1.4: Auswertung der gemessenen tp0,2% und der mit dem impliziten Kriechmodell berechneten t∗p0,2% Zeiten
bei einer permanenten Dehnung der Nimonic 101 Kriechversuche von 0,2 % (a) sowie Vergleich der
Streubandfaktoren Z (b) und der Steigungen mZ (c) von Norton-Bailey-, modifiziertem und implizitem
Garofalo-Kriechmodell bei den untersuchten permanenten Dehnungen
Die Validierung der entwickelten Werkstoffmodelle anhand der numerischen Nachrechnung iso-
thermer Kriechversuche hat sowohl für den Nimonic 80A als auch für den Nimonic 101 gezeigt,
dass die modifizierte und die implizite Garofalo-Kriechgleichung eine hinreichend genaue Ab-
bildung des Verformungsverhaltens innerhalb der von der ECCC [184] vorgeschlagenen Ge-
nauigkeitsgrenzen ermöglichen. Die Norton-Bailey-Kriechgleichung kann das Werkstoffverhalten
lediglich in einem begrenzten Dehnungsbereich adäquat beschreiben.
6.2 Isothermes Relaxationsverhalten
Im zweiten Schritt der Validierung wird die Anwendbarkeit der phänomenologischen Werkstoffmodelle
anhand der numerischen FE-Simulation isothermer Relaxationsversuche aufgezeigt. Anhand gestufter
Versuche sollen die Werkstoffmodelle zudem bei hohen Spannungen und der Überlagerung von signifi-
kanter plastischer Anfangsverformung und Kriechverformung validiert werden.
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6.2.1 Relaxationsversuche an Proben und Schraubenverbindungsmodellen
Zur möglichst realitätsnahen Abbildung der Beanspruchungsbedingungen werden zunächst axialsymme-
trische FE-Modelle der Proben erstellt. Die Lastaufbringung der kontinuierlichen Versuche erfolgt über
einen Lastangriffspunkt, der mit der Gewindefläche fest verbunden ist (Abbildung 6.2.1). Eine benutzer-
definierte Subroutine UAMP fungierte als PID-Regler und variiert die Kraft, sodass die am Sensorknoten
ausgewerteten Verschiebungen der Sollwertvorgabe entsprechen. Das Verspannen der Schraubenverbin-
dungsmodelle erfolgt numerisch über einen definierten Abstand zwischen der Grenzfläche von Mutter
und Hülse (Abbildung 6.2.1). Die Restspannung ergibt sich anhand der Verschiebung der Sensorknoten
an den Enden des Schraubenbolzens in Analogie zur experimentellen Vorgehensweise.
Abbildung 6.2.1: Umsetzung der experimentellen Beanspruchungen bei der numerischen Nachrechnung von kontinuier-
lichen Relaxationsversuchen und Versuchen an Schraubenverbindungsmodellen
In Abbildung 6.2.2 sind die experimentell gemessenen und die numerisch berechneten Spannungsre-
laxationskurven sowie die Restspannungen der Schraubenverbindungsmodelle für den Nimonic 80A
dargestellt. Die Auswertung umfasst die Norton-Bailey-, die modifizierte und die implizite Garofalo-
Kriechgleichung. An dieser Stelle sei erneut darauf hingewiesen, dass die Parameteranpassung der
Werkstoffmodelle ohne Berücksichtigung der Relaxationsversuche erfolgte.
In der ECCC-Richtlinie zur Bewertung von Relaxationsauswertungen [185] wird eine Grenze von
± 15 MPa als ein Gültigkeitskriterium herangezogen. Dieses Kriterium bezieht sich ursprünglich auf
die maximale Abweichung der Mittelwertkurve von berechneten Relaxationsspannungen, die in 45°-
Diagrammen den experimentellen gegenübergestellt sind. Die ± 15 MPa entsprechen in guter Näherung
den Unsicherheiten der Versuchs- und Messtechnik des Relaxationsversuches. Aufgrund der komplexen
Überlagerung der unterschiedlichen Einflussfaktoren ist eine analytische Berechnung der Messunsicher-
heit nur eingeschränkt möglich. Im Rahmen der Sensitivitätsanalyse wird die Streuung der Relaxations-
versuche jedoch mithilfe einer Monte-Carlo Simulation weiterführend betrachtet (vgl. Abschnitt 6.5.1).
Die untersuchten Kriechmodelle bilden das Relaxationsverhalten hinreichend genau ab (vgl. Abbil-
dung 6.2.2). Mit Ausnahme der Nachrechnung des 600 °C-Versuches mithilfe der modifizierten Garofalo-
Kriechgleichung liegen die numerisch bestimmten Spannungsverläufe innerhalb des ± 15 MPa Kriteri-
ums. Verglichen mit den anderen beiden Kriechmodellen erreicht die implizite Gleichung bei 550 und
600 °C eine höhere Genauigkeit bei der Abbildung der Relaxation. Die Restspannungen der Schrauben-
verbindungsmodellversuche werden ebenfalls mit guter Genauigkeit abgeschätzt. Jedoch konnte mit
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dem aktuellen Parametersatz der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung bei der FE-Simulation des
Schraubenverbindungsmodells bei 650 °C keine Konvergenz erzielt werden. Wird nur der Schrauben-
bolzen mit der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung gerechnet und für die Hülse die Norton-Bailey-
Anpassung herangezogen, konvergiert die Rechnung. Die Vergleichbarkeit der numerisch bestimmten
Restspannung ist somit entsprechend eingeschränkt.
Abbildung 6.2.2: Vergleich experimentell bestimmter und mithilfe der Norton-Bailey- (a), der modifizierten Garofalo- (b)
sowie der impliziten Garofalo-Kriechgleichung (c) berechneter Verläufe der Relaxationsspannung des
Nimonic 80A
Gleichermaßen erzielen die entwickelten Werkstoffmodelle am Nimonic 101 eine hinreichend gute Ge-
nauigkeit bei der Nachrechnung der Relaxationsversuche (Abbildung 6.2.3). Die Modelle simulieren ne-
ben dem Abfall der Spannung infolge dominierender Kriechverformung auch den Anstieg der Spannung
aufgrund der zunehmenden Volumenkontraktion bei 600 und 650 °C. Die berechneten kontinuierlichen
Spannungsverläufe liegen in der Regel innerhalb des grau markierten ± 15 MPa Kriteriums.
Abbildung 6.2.3: Vergleich experimentell bestimmter und mithilfe der Norton-Bailey- (a), der modifizierten Garofalo- (b)
sowie der impliziten Garofalo-Kriechgleichung (c) berechneter Verläufe der Relaxationsspannung des
Nimonic 101
Allerdings werden bei den Restspannungen der Schraubenverbindungsmodelle zum Teil große Unter-
schiede zwischen Simulation und Experiment deutlich. Es wird vermutet, dass die Ursache in der Genau-
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igkeit der Kriechbeschreibungen bei der Abbildung von Spannungen kleiner 100 MPa zu finden ist, wie
sie in den Hülsen der Schraubenverbindungsmodelle auftreten. In diesem niedrigen Spannungsbereich
scheinen die Parameter der impliziten Garofalo-Kriechgleichung eine bessere Vorhersage zu ermöglichen.
Mit einer entsprechenden Optimierung der Gleichungsparameter und gegebenenfalls der Anwendungen
alternativer Funktionen zur Beschreibung der Spannungsabhängigkeit lässt sich auch die modifizierte
Garofalo-Kriechgleichung zur genauen Vorhersage der Kriechdehnung im Bereich niedriger Spannungen
ertüchtigen [33, 55].
Zur Quantifizierung der bisher subjektiv getroffenen Aussagen über die Genauigkeit wird die Fehlerfläche












(n= Anzahl kont. Relaxationsversuche) . (6.2.1)
Diese Fläche entspricht somit einem Maß der Übereinstimmung von Modell und Versuch. Der in Ab-
bildung 6.2.4 (b) dargestellte Vergleich der Kriechmodelle zeigt, dass für den Nimonic 80A die Norton-
Bailey- und die implizite Garofalo-Kriechgleichung vergleichbare Fehlerflächen aufweisen. Die Abwei-
chung des modifizierten Garofalo-Ansatzes ist dagegen deutlich größer. Die berechneten Fehlerflä-
chen beim Nimonic 101 liegen insgesamt etwas über denen des Nimonic 80A. Die implizite Garofalo-
Kriechgleichung erreicht die höchste Genauigkeit bei der Nachrechnung der kontinuierlichen Relaxati-
onsversuche am Nimonic 101.
Abbildung 6.2.4: Fehlerfläche zwischen Modellvorhersagen der impliziten Garofalo-Kriechgleichung und den Relaxations-
versuchen am Nimonic 80A (a), sowie Vergleich der Fehlerflächen der untersuchten Kriechmodelle für
den Nimonic 80A und Nimonic 101 (b)
In den bereits erwähnten ECCC-Empfehlungen zur Bewertung von unterschiedlichen Modellen bei der
Vorhersage des Relaxationsverhaltens wird ein Vergleich von berechneten und gemessenen Spannun-
gen in 45°-Diagrammen vorgeschlagen. Wie bereits bei der Bewertung der permanenten Dehnung in
Abschnitt 6.1 aufgeführt, würde der direkte Vergleich aller Versuchsdaten zu einer stärkeren Wichtung
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der kontinuierlichen Versuche im Vergleich zu den Restspannungen der Schraubenverbindungsmodel-
le führen. Aus diesem Grund erfolgt die Auswertung des Verformungsverhaltens lediglich anhand fes-
ter Dehngrenzen. Bei den durchgeführten Spannungsrelaxationsversuchen bietet sich die Auswertung
der Spannungen bei einer definierten Versuchslaufzeit an. In der vorliegenden Arbeit werden daher
die Laufzeiten der Schraubenverbindungsmodelle für die Bewertung im 45°-Diagramm herangezogen,
zumal diese bei der Analyse der Fehlerflächen nicht erfasst werden konnten. Zu beachten ist jedoch
die geringe Anzahl an Datenpunkten. Beim Nimonic 80A liegen nach 3.000 h sechs Datenpunkte vor
(Abbildung 6.2.5).
Abbildung 6.2.5: Vergleich mit dem Norton-Bailey- (a), dem modifizierten Garofalo- (b) und dem impliziten Garofalo-
Kriechmodell (c) berechneter und gemessener Restspannungen der Schraubenverbindungsmodellversu-
che und der kontinuierlichen Relaxationsversuch am Nimonic 80A
Die Untersuchung am Nimonic 101 umfassen einzig die drei Restspannungen der Schraubenverbindungs-
modelle nach 10.000 h Laufzeit (Abbildung 6.2.6). Die Angaben der 2,5-fachen Standardabweichung Z
und der Steigung der Regressionsgeraden mZ müssen dementsprechend unter Vorbehalt betrachtet wer-
den.
Abbildung 6.2.6: Vergleich mit dem Norton-Bailey- (a), dem modifizierten Garofalo- (b) und dem impliziten Garofalo-
Kriechmodell (c) berechneter und gemessener Restspannungen der Schraubenverbindungsmodellversu-
che am Nimonic 101
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Es zeigt sich jedoch, dass sowohl beim Nimonic 80A als auch beim Nimonic 101 die geringste Standard-
abweichung mit der impliziten Garofalo-Kriechgleichung erreicht wird. Die Abweichungen der anderen
beiden Kriechmodelle sind wie bereits erläutert, auf die Genauigkeit der Kriechbeschreibung im Bereich
kleiner Spannungen zurückzuführen.
Insgesamt verdeutlicht die Validierung anhand der numerischen Nachrechnung der isothermen Relaxa-
tionsversuche, dass die Kriechmodelle eine hinreichend genaue Abbildung der kontinuierlichen Span-
nungsverläufe ermöglichen. Dabei wird der in einem bestimmten Temperaturbereich hervorgerufene
Spannungsanstieg infolge der Volumenkontraktion mit berücksichtigt. Bei den Schraubenverbindungs-
modellen erfasst die implizite Garofalo-Kriechgleichung das Relaxationsverhalten mit höherer Genauig-
keit als die Norton-Bailey- bzw. die modifizierte Garofalo-Gleichung. Für eine umfassende Bewertung
ist sowohl die Berechnung der Fehlerfläche zwischen Modell und kontinuierlichem Versuch als auch die
Auswertung von 45°-Diagrammen mit den Ergebnissen der Schraubenverbindungsmodelle heranzuzie-
hen.
6.2.2 Gestufte Relaxationsversuche
Anhand gestufter Relaxationsversuche mit zyklischer Be- und Entlastung, welche eine Erhöhung der
Solldehnung nach jeweils 100 h einschließt, sollen die Werkstoffmodelle bei hohen Spannungen und der
Überlagerung von signifikanter plastischer Anfangsverformung und Kriechverformung validiert werden.
Die Versuchsdurchführung der einzelnen Stufen erfolgt in Übereinstimmung mit den kontinuierlichen
Relaxationsversuchen. Im Anschluss an jede Stufe werden die Proben entlastet und die akkumulierte
permanente Verformung beim Anfahren der nachfolgenden Stufe kompensiert. In Tabelle 6.2.1 sind die
Laststufen und die permanenten Dehnungen aufgeführt.
Tabelle 6.2.1: Solldehnungen "0 und permanente Dehnungen "per der gestuften Relaxationsversuche am Nimonic 80A und
Nimonic 101
Stufe 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10
Solldehnung "0 (%) 0,100 0,125 0,150 0,180 0,250 0,315 0,400 0,500 0,630 0,800
Akkumulierte permanente Dehnung nach der jeweiligen Laststufe "per (%)
Nimonic 80A 0,008 0,016 0,025 0,043 0,078 0,150 0,302 0,559 0,903 1,511
Nimonic 101 0,000 0,008 0,014 0,026 0,044 0,085 0,196 0,423 0,747 1,279
Die maximale Spannung nimmt sowohl beim Nimonic 80A als auch beim Nimonic 101 mit jeder Stufe
stetig zu (Abbildung 6.2.7). Dieser Spannungsanstieg ist mit der Erhöhung der Solldehnung und mit ei-
ner Verfestigung aufgrund der zunehmend plastischen Verformung in den Belastungsphasen zu erklären.
Innerhalb der Haltedauern relaxieren die Proben zunächst nur wenige MPa. In der ersten Stufe des Ver-
suches am Nimonic 101 ist sogar ein Spannungsanstieg infolge der Volumenkontraktion zu beobachten
(Abbildung 6.2.7 (b)). Beginnend mit der fünften Laststufe nimmt der Betrag der Relaxationsspannung
deutlich zu.
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Abbildung 6.2.7: Experimentell bestimmter und numerisch berechneter Spannungsverlauf der gestuften Relaxationsver-
suche am Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
Basierend auf den Spannungsrelaxationskurven der einzelnen Laststufen lassen sich entsprechende
Kriechgeschwindigkeiten bestimmen (vgl. Abschnitt 4.3.1). Deren spannungsabhängige Darstellung
zeigt (Abbildung 6.2.8), dass Laststufen mit niedriger Solldehnung zunächst Kriechgeschwindigkeiten
aufweisen, die deutlich oberhalb der minimalen Kriechgeschwindigkeit konventioneller Versuche liegen.
Mit zunehmender Spannungsrelaxation nähern sie sich schließlich aneinander an. Die steigenden An-
fangsdehnungen der Laststufen verschieben die Kriechgeschwindigkeit der Relaxation in Richtung der
minimalen Kriechgeschwindigkeit. Ab der siebten Laststufe mit einer angefahrenen Solldehnung von
0,4 % fallen die Werte in einem Streuband zusammen.
Abbildung 6.2.8: Kriechgeschwindigkeiten der einzelnen Laststufen der gestuften Relaxationsversuche am Nimonic 80A
(a) und Nimonic 101 (b) im Vergleich mit den minimalen Kriechgeschwindigkeiten konventioneller
Kriechversuche
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Die plastische Verformung während der Belastung erzeugt demnach eine Versetzungsdichte und Ver-
setzungsstruktur, die unmittelbar Sekundär-Kriechprozesse initiieren. In [119, 120] wird die Span-
nungsrelaxation ebenso auf Sekundär-Kriechverformungen zurückgeführt. Die in den genannten Ver-
öffentlichungen durchgeführten Relaxationsversuche erfolgten mit vergleichbar hohen Solldehnungen.
Die Erkenntnisse der gestuften Relaxationsversuche stützen somit die in Abschnitt 4.3.1 getroffenen
Aussagen zu den mikrostrukturellen Ursachen der Spannungsrelaxation. Das Relaxationsverhalten wird
zunächst von Primär-Kriechprozessen dominiert. Lediglich hohe plastische Verformungen während der
Belastung initiieren Versetzungskriechprozesse mit Kriechgeschwindigkeiten im Bereich der minimalen
Kriechgeschwindigkeit. Mit fortschreitender Relaxation nähern sich letztlich alle Relaxationsversuche der
minimalen Kriechgeschwindigkeit an.
Das Prinzip der Superposition der Dehnung und deren getrennte analytische Beschreibung ermöglicht
unter Anwendung der impliziten Garofalo-Kriechgleichung die Abbildung der gestuften Relaxationsver-
suche (vgl. Abbildung 6.2.7). Die modifizierte Garofalo-Kriechgleichung offenbart bei der numerischen
Nachrechnung teils erhebliche Konvergenzprobleme, deren Ursachen in dieser Arbeit nicht abschließend
geklärt werden konnten. Es wird vermutet, dass die Überlagerung der hohen plastischen Verformung mit
den Kriechdehnungen zu den genannten Schwierigkeiten bei der Konvergenz der numerischen Lösung
führt. Aus diesem Grund wird in den nachfolgenden Auswertungen lediglich die implizite Formulierung
weiterführend betrachtet.
Die FE-Simulation zeigt, dass die Relaxation innerhalb der ersten Laststufen des Versuches am Nimo-
nic 80A (vgl. Abbildung 6.2.7 (a)) vom Modell unterschätzt wird. Als Ursache konnte jedoch ein Über-
schwingen des Reglers bei der Belastung der Probe identifiziert werden. Der numerische simulierte Ver-
lauf und somit der Betrag der Relaxation stimmt mit den experimentellen Ergebnissen überein. Eine wei-
tere Auffälligkeit stellt die berechnete maximale Spannung der Belastung dar, welche bei den Laststufen
mit hoher Anfangsdehnung von der FE-Simulation unterschätzt wird. Dieser Unterschied geht deutlich
aus den Spannungs-Dehnungs-Hysteresen der gestuften Relaxationsversuche hervor (Abbildung 6.2.9).
Abbildung 6.2.9: Experimentell bestimmte und gemessene Spannungs-Dehnungs-Hysteresen der gestuften Relaxations-
versuche am Nimonic 80A (a) und Nimonic 101 (b)
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Die plastische Anfangsverformung wird in dieser Arbeit mit isotroper Verfestigung basierend auf ta-
bellarischen Fließkurven abgebildet. Die entsprechenden Wertepaare werden mithilfe der analytischen
Modelle berechnet (vgl. Abschnitt 5.1). Allerdings ist die Verfestigung bei beiden Werkstoffen scheinbar
größer als numerisch vorhergesagt. Möglicherweise führen statische Erholungsvorgänge während der
Haltephasen und dynamische Erholung im Zuge der erneuten Belastungen zu der beobachteten höheren
Festigkeit. Konstitutive Werkstoffmodelle sind in der Lage diese Erholungsprozesse abzubilden [54]. Der
Aufwand bei der Bestimmung der Parameter und bei der numerischen Anwendung ist jedoch deutlich
größer. Schraubenbolzen in realen Kraftwerksanwendungen werden zudem in der Regel im elastischen
Bereich angezogen. Für deren numerische Beschreibung erscheinen die ingenieurmäßige Vereinfachung
der Superposition der Dehnungsanteile und die Anwendung der phänomenologischen Werkstoffmodelle
gemäß der bisher durchgeführten Validierungen daher zweckmäßig und hinreichend genau.
Das Prinzip der Superposition der unterschiedlichen Dehnungsanteile ermöglicht eine hinrei-
chend genaue Abbildung des isothermen Verformungs- und Relaxationsverhaltens. Mit steigen-
der Komplexität des Werkstoffmodells erhöht sich die Genauigkeit. Signifikante Unterschiede
zwischen der modifizierten und der impliziten Garofalo-Kriechgleichung werden lediglich bei
geringen Spannungen deutlich. Jedoch ist die Robustheit der impliziten Formulierung bei Über-
lagerung von plastischen Dehnungsanteilen und Kriechverformung signifikant höher, sodass bei
den nachfolgenden Verifizierungen der Werkstoffmodelle mit transienten Beanspruchungen le-
diglich die implizite Form der Garofalo-Kriechgleichung herangezogen wird.
6.3 Transientes Relaxationsverhalten
Nachfolgend werden die Werkstoffmodelle anhand der transienten Relaxationsversuche validiert. Die
Untersuchung des Temperaturwechselverhaltens der Volumenkontraktion hat gezeigt, dass die mi-
krostrukturellen Ursachen nur bis zu einer kritischen Temperatur thermodynamisch stabil sind (vgl.
Abschnitt 4.4.3). Wird diese Temperatur, welche beim Nimonic 80A ungefähr 575 °C beträgt, überschrit-
ten, bildet sich die Volumenkontraktion zurück und der Werkstoff dehnt sich wieder aus. Während der
Temperaturzyklen des transienten Relaxationsversuches kommt es in jedem Zyklus zum Überschreiten
der genannten kritischen Temperatur. Somit wird die Volumenkontraktion, die sich während der Halte-
phasen bei Tmin ausbildet, bei Tmax vollständig oder teilweise wieder aufgelöst. Ein Anstieg der Spannung
infolge einer Akkumulation der Volumenkontraktion ist demnach im Gegensatz zu den isothermen Rela-
xationsversuchen nicht zu erwarten. Die umfassende numerische Abbildung dieses Auflösungsverhaltens
erfordert jedoch weiterführende experimentelle und mikrostrukturelle Untersuchungen. In erster Nähe-
rung kann die Auflösung durch eine Nichtberücksichtigung der Volumenkontraktion bei der numerischen
Simulation implementiert werden. Dies ist jedoch nur dann zulässig, wenn die maximale Zyklustempe-
ratur oberhalb der kritischen Temperatur liegt. Zur Abschätzung des Einflusses der Volumenkontraktion
werden daher die transienten Relaxationsversuche sowohl mit den vollständigen Werkstoffmodellen als
auch ohne Berücksichtigung der Volumenkontraktion nachgerechnet.
Die FE-Simulation mithilfe der vollständigen Werkstoffmodelle (3) zeigt innerhalb der ersten 250 h ei-
ne hinreichend gute Übereinstimmung mit dem Vorversuch (1) am Nimonic 80A (Abbildung 6.3.1 (a)).
Die Spannungsunterschiede infolge der temperaturabhängigen Änderung des E-Moduls werden ebenfalls
vom Modell erfasst, wie die detaillierte Darstellung der Zyklen in Abbildung 6.3.1 (b) verdeutlicht. Nach
einer Laufzeit von ungefähr 1.500 h dominieren die berechneten Dehnungsanteile der Volumenkontrakti-
on gegenüber der Kriechverformung, sodass es zu einem Anstieg der Spannung kommt. Der Spannungs-
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verlauf des Langzeitversuches (2) wird von den vollständigen Werkstoffmodellen zunächst scheinbar
unterschätzt. Erst der eben beschriebene simulierte Spannungsanstieg nach 1.500 h führt zu einer Über-
einstimmung von FE-Simulation und Versuch. Es wird vermutet, dass die im Vergleich zum Vorversuch
(1) höhere Anfangsspannung des Langzeitversuchs (2) auf Temperaturunterschiede zwischen Aufzeich-
nung der thermischen Dehnung und eigentlichem Versuchsstart zurückzuführen ist. Dementsprechend
müsste der Spannungsverlauf des Langzeitversuches (2) um ungefähr 35 MPa abgesenkt werden. Dies
hat zur Folge, dass die FE-Simulation ohne Berücksichtigung der Volumenkontraktion (4) das Langzeit-
verhalten genauer abbildet. Zudem zeigt der transiente Langzeitversuch (2) keinen Spannungsanstieg,
den eine sich akkumulierende Volumenkontraktion hervorrufen würde.
Abbildung 6.3.1: Spannungsverlauf der kontinuierlichen transienten Relaxationsversuche am Nimonic 80A sowie de-
ren Nachrechnung mithilfe der entwickelten Werkstoffmodelle einschließlich der impliziten Garofalo-
Kriechgleichung im Langzeitverhalten (a) und bei Betrachtung weniger Einzelzyklen (b)
Die numerische Nachrechnung des transienten Relaxationsversuches am Nimonic 101 (1) ist in Abbil-
dung 6.3.2 (a) dargestellt. Die Spannungsrelaxation wird von den vollständigen Werkstoffmodellen
(2) unterschätzt. Ursache dafür ist der simulierte Spannungsanstieg innerhalb der ersten 100 h infol-
ge dominierender Volumenkontraktion. Dagegen ermöglicht die FE-Simulation ohne Berücksichtigung
der Kontraktion (3) eine hinreichend genaue Modellierung des transienten Relaxationsverhaltens (1).
Die temperaturabhängige Spannungsänderung wird bis zu einer Laufzeit von 500 h von den Werkstoff-
modellen erfasst (Abbildung 6.3.2 (b)). Anschließend verändert sich offensichtlich das thermische Aus-
dehnungsverhalten der Probe, sodass die resultierenden Unterschiede zur thermischen Dehnungsvorgabe
kurzzeitig höhere bzw. niedrigere Spannungen während des Aufheizens und Abkühlens zur Folge haben.
Die Spannungen liegen jedoch während des gesamten Versuches unterhalb von 50 % der Warmstreck-
grenze der Werkstoffe. Somit ist keine signifikante Beeinflussung des Kriech- bzw. Relaxationsverhaltens
durch die Schwankungen der thermischen Dehnung zu erwarten.
Die numerisch berechneten und die experimentell bestimmten Restspannungen der transienten Schrau-
benverbindungsmodellversuche stimmen sowohl beim Nimonic 80A (a) als auch beim Nimonic 101 (b)
gut überein (Abbildung 6.3.3). Die in Abschnitt 6.2.1 diskutierte zulässige Streubreite von ± 15 MPa
wird bei beiden Werkstoffen eingehalten.
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Abbildung 6.3.2: Spannungsverlauf der kontinuierlichen transienten Relaxationsversuche am Nimonic 101 sowie de-
ren Nachrechnung mithilfe der entwickelten Werkstoffmodelle einschließlich der impliziten Garofalo-
Kriechgleichung im Langzeitverhalten (a) und bei Betrachtung weniger Einzelzyklen (b)
Abbildung 6.3.3: Restspannung der transienten Schraubenverbindungsmodellversuche sowie deren Nachrechnung mit-
hilfe der entwickelten Werkstoffmodelle einschließlich der impliziten Garofalo-Kriechgleichung für den
Nimonic 80A (a) und den Nimonic 101 (b)
Das Prinzip der Superposition relevanter Dehnungsanteile und die in dieser Arbeit entwickelten
phänomenologischen Werkstoffmodelle bilden das transiente Relaxationsverhalten hinreichend
genau ab. Unter der Voraussetzung, dass Tmax oberhalb der für die Auflösung der Kontraktion
kritischen Temperatur TC liegt, wird ein verbessertes Modellierungsergebnis durch die Nichtbe-
rücksichtigung der Volumenkontraktion erzielt. Jedoch ist diese vereinfachte Vorgehensweise nur
dann zulässig, wenn sichergestellt ist, dass in jeden Zyklus TC überschritten wird. Basierend auf
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weiterführenden Untersuchungen zum Auflösungsverhalten sollte in nachfolgenden Arbeiten die
numerische Implementierung dieses Werkstoffeffektes angestrebt werden.
6.4 Bauteilnahe Validierung
Schraubenverbindungsmodelle bilden real auftretende Steifigkeits- und Verformungsverhältnisse von
Flanschverbindungen lediglich in erster Näherung ab. In der industriellen Anwendung werden zudem
häufig unterschiedliche Werkstoffkombinationen für Schraubenbolzen und Flanschkörper eingesetzt. In
den vergangenen Jahren wurde zunehmend der im Rahmen der europäischen COST-Programme ent-
wickelte Stahlgusswerkstoff GX13CrMoCoVNbNB9-2-1 (CB2) als Flansch- und Gehäusewerkstoff her-
angezogen und mit Nimonic 80A Schraubenbolzen verspannt [186, 187]. Nickelbasiswerkstoffe weisen
im Vergleich zu den Stahlwerkstoffen einen größeren thermischen Ausdehnungskoeffizienten auf. Zur
Kompensation werden somit zusätzliche Dehnhülsen benötigt. Andernfalls würde es zu einer Abnah-
me der Vorspannung während des Aufheizens kommen. Diese Dehnhülsen werden üblicherweise aus
austenitischen Stahllegierungen wie dem Alloy-286 gefertigt [137].
Zur anwendungsnahen Validierung der entwickelten Werkstoffmodelle wird daher ein Schraubenverbin-
dungsmodell geprüft, welches neben der Hülse eine zusätzliche Dehnhülse aufweist (Abbildung 6.4.1).
Somit kann das Relaxationsverhalten der Werkstoffkombination aus CB2 Flansch, Nimonic 80A Schrau-
benbolzen und Alloy-286 Dehnhülse experimentell bestimmt und anschließend numerisch simuliert
werden. Die geometrischen Längenverhältnisse des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse ori-
entieren sich an einem an der MPA Stuttgart untersuchten Modellflanschkörper [137]. Eine bereits um-
fangreich charakterisierte CB2 Schmelze [188] wird zur Fertigung der Hülse herangezogen. Die Dehn-
hülsen sind aus handelsüblichen Alloy-286 gefertigt. Die allgemeine Charakterisierung der Werkstoffe
bestehend aus Warmzug- und Kriechversuchen erfolgte im Rahmen öffentlich geförderter Forschungs-
vorhaben [137, 188].
Abbildung 6.4.1: Schraubenverbindungsmodell mit Nimonic 80A Schraubenbolzen und Muttern, GX13CrMoCoVNbNB9-
2-1 (CB2) Hülse und Alloy-286 Dehnhülse
Die Schraubenverbindungsmodelle mit Dehnhülse werden nach der im Abschnitt 3.3.1 beschriebenen
Vorgehensweise auf eine Solldehnung von 0,15 % bei Raumtemperatur verspannt. Im Anschluss erfolgt
eine isotherme Auslagerung bei 650 °C für 3.000 h. Infolge der unterschiedlichen thermischen Ausdeh-
nungskoeffizienten α kommt es während des Aufheizvorgangs zu einer Änderung der Solldehnung. In
den nachfolgenden Betrachtungen wird der Schraubenbolzen mit dem Index S, die Hülse mit dem Index
H und die Dehnhülse mit dem Index DH versehen. Nach [189] lässt sich eine Relativausdehnung frel
zwischen Schraubenbolzen und den beiden Hülsen im lastfreien Zustand aus
frel = αS · lS ·∆T − (αH · lH ·∆T +αDH · lDH ·∆T ) (6.4.1)
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errechnen. Durch Einsetzen der Bauteillängen lS,H,DH bei Raumtemperatur und der Temperaturdifferenz
∆T erhält man eine Relativausdehnung von 0,078 mm. In der vorliegenden Verbindung kompensiert die
Dehnhülse nur teilweise die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten. Bei Prüftempera-
tur verbleibt von den aufgebrachten 0,15 % demnach eine Dehnung von 0,09 %.
Im Anschluss an die isotherme Auslagerung werden die Muttern aufgebohrt und die elastische Rück-
federung des Bolzens "rel gemessen. Die Berechnung der Restspannung erfolgt im Gegensatz zu den
bisher dargestellten artgleichen Schraubenmodellen unter Berücksichtigung der Werkstoffkombination
aus [151, 190]
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Die sogenannte Wärmedehnung "T entspricht dem Verhältnis aus Relativausdehnung frel (vgl. Glei-
chung 6.4.1) und der Gesamtklemmlänge der Schraubenverbindung. Zur Berechnung der Parameter
aC und bC wird die Steifigkeit der Kombination aus Flanschhülse und Dehnhülse cF benötigt. Diese















mit der Querschnittsfläche S0 und der Klemmlänge l der jeweiligen Komponente [190]. Zusätzlich zum
isothermen Versuch wird ein Schraubenmodell mit Dehnhülse mit dem im Abschnitt 4.4.1 gezeigten
transienten Temperaturzyklus ausgelagert. Die maximale Temperatur Tmax von 625 °C wird dabei für
8 h gehalten und die minimalen Temperatur Tmin von 450 °C für 16 h (vgl. Abbildung 4.4.1 (a)). Die
Aufheizgeschwindigkeit von 70 °C/h und die Abkühlgeschwindigkeit von 30 °C/h entsprechen ebenfalls
den Bedingungen des artgleichen transienten Schraubenverbindungsmodellversuches am Nimonic 80A.
Die numerische Nachrechnung der Versuche erfolgt mit einem axialsymmetrischen FE-Modell des
Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse. Neben den bereits ausführlich vorgestellten Werkstoff-
modellen zur Beschreibung des Verformungsverhaltens des Nimonic 80A werden zusätzliche Parame-
tersätze der impliziten Garofalo-Kriechgleichung für den Alloy-286 und den GX13CrMoCoVNbNB9-2-1
(CB2) benötigt (Anhang, Tabelle D.0.9 und D.0.10). Als Datengrundlage dient neben eigenen Kriechver-
suchen und einem vorangegangenen AVIF-Vorhaben [188] das NIMS-Datenblatt des Werkstoffs Alloy-286
[191]. Abbildung 6.4.2 (a) zeigt beispielhaft die Nachrechnung der permanenten Dehnung für den Stahl-
werkstoff CB2 bei 625 °C und Abbildung 6.4.2 (b) für den Alloy-286 bei 650 °C.
Die Restspannung der numerischen Simulation wird in Analogie zur experimentellen Vorgehensweise
über die elastische Rückdehnung des Schraubenbolzens unter Berücksichtigung der thermischen Aus-
dehnungskoeffizienten und Steifigkeitsverhältnisse bestimmt. Die analytisch abgeschätzte, normierte
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Restspannung von 0,153 stimmt in guter Näherung mit den von Mises Spannungen im Schraubenbolzen
nach den 3.000 h isothermer Auslagerung bei 650 °C überein (Abbildung 6.4.3). Unter Berücksichtigung
der komplexen Wechselwirkung der thermischen Dehnungen und der Steifigkeiten der Komponenten ist
die Genauigkeit der analytischen Lösung beachtlich.
Abbildung 6.4.2: Permanente Dehnungen der Kriechversuche sowie deren numerische Nachrechnung mit der impliziten
Garofalo-Kriechgleichung für den GX13CrMoCoVNbNB9-2-1 (CB2) bei 625 °C (a) sowie den Alloy-286
bei 625 °C (b)
Dehnhülse (Alloy-286) 













Abbildung 6.4.3: Von Mises Spannungsverteilung im Schraubenverbindungsmodell mit Dehnhülse nach 3000 h isother-
mer Auslagerung bei 650 °C
Die experimentell bestimmte Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse (4) liegt
nach 3.000 h isothermer Auslagerung bei 650 °C erwartungsgemäß unterhalb der Restspannung des art-
gleichen Schraubenverbindungsmodells aus Nimonic 80A (2) (Abbildung 6.4.4). Die Dehnhülse kann die
Unterschiede der thermischen Dehnung zwischen Schraubenbolzen und Hülse nur teilweise ausgleichen,
sodass die Solldehnung entsprechend geringer ist. Des Weiteren ist die Kriechfestigkeit der CB2 Hülse
bei 650 °C deutlich geringer im Vergleich zur Kriechfestigkeit des Nimonic 80A. Die Spannungsrelaxation
des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse beruht bei dieser Temperatur daher maßgeblich auf
der Verformung der CB2 Hülse. Zur Verdeutlichung ist in Abbildung 6.4.4 ein isothermer Spannungsre-
laxationsverlauf eines kontinuierlichen Versuches an einer CB2 Probe bei 625 °C und 0,2 % Solldehnung
dargestellt (3). Der Versuch wurde im Rahmen eines AiF-Forschungsvorhabens an der MPA Stuttgart
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durchgeführt [137] und weist erwartungsgemäß eine stärker ausgeprägte Spannungsrelaxation im Ver-
gleich zum Nimonic 80A auf ungeachtet der niedrigeren Temperatur. Die entwickelten Werkstoffmodelle
modellieren das isotherme Relaxationsverhalten der einzelnen Werkstoffe mit hinreichender Genauigkeit
(5,6) (vgl. Abbildung 6.4.4). Ebenso wird die Restspannung der Werkstoffkombination des isothermen
Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse (7) von der FE-Simulation innerhalb der Genauigkeits-
grenze von ± 15 MPa vorhergesagt.
Abbildung 6.4.4: Experimentell und numerisch bestimmte Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehn-
hülse im Vergleich zu Relaxationsspannungen artgleicher Versuche
Erwartungsgemäß ist die Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse bei transi-
enter Beanspruchung (4) niedriger im Vergleich zum artgleichen Schraubenverbindungsmodell aus Ni-
monic 80A (2) (Abbildung 6.4.5). Wie bereits erwähnt, weist der CB2 Hülsenwerkstoff eine geringere
Kriechfestigkeit auf als der Nimonic 80A. Die Verformung der Hülse trägt somit verstärkt zur Relaxation
bei und bewirkt die niedrigere Spannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse. Im Ge-
gensatz zur isothermen Beanspruchung wird die Restspannung bei transienter Temperaturführung von
der FE-Simulation (7) überschätzt. Hierbei überlagern sich mögliche Unsicherheiten der physikalischen
und mechanischen Eigenschaften sowie der Beschreibung der Verformungsanteile aller drei Werkstoffe.
Gemäß der in der vorliegenden Arbeit durchgeführten Validierungen bilden die entwickelten und op-
timierten Werkstoffmodelle das Verformungsverhalten des Nimonic 80A hinreichend genau ab. Zudem
wird die Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse bei isothermer Auslagerung
bei 650 °C mit geringer Abweichung vorhergesagt (vgl. Abbildung 6.4.4). Somit wird vermutet, dass der
Unterschied zwischen Simulation und Experiment bei transienten Beanspruchungen aus der Genauig-
keit der Modellierung des CB2 oder des Alloy-286 Verformungsverhaltens in einem Temperaturbereich
zwischen 450 bis 625 °C resultiert. Darüber hinaus sind die Spannungen in der Hülse und in der Dehn-
hülse kleiner 100 MPa. Die Prüfung der konventionellen Kriechversuche, welche zur Modellierung des
Kriechverhaltens herangezogen wurden, erfolgte jedoch in einem Spannungsbereich von 100 bis unge-
fähr 400 MPa in Abhängigkeit der Temperatur. Die Auswirkung dieser nur begrenzt zueinanderpassenden
Spannungsbereiche auf die Modellierung der Spannungsrelaxation wird in der nachfolgenden Sensitivi-
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tätsanalyse am Beispiel der Norton-Bailey-Kriechgleichung ausführlich betrachtet (vgl. Abschnitt 6.5.3).
Abbildung 6.4.5: Experimentell und numerisch bestimmte Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Dehn-
hülse unter transienten Beanspruchungsbedingungen mit Tmax = 625 °C für eine Haltezeit von 8 h und
einer minimalen Temperatur von Tmin = 450 °C für eine Haltezeit von 16 h
Die numerische Simulation von Schraubenverbindungsmodellen mit Dehnhülsen konnte die An-
wendbarkeit der in der vorliegenden Arbeit entwickelten und optimierten Werkstoffmodelle für
bauteilnahe Schraubenverbindungen aufzeigen. Das Prinzip der Superposition relevanter Deh-
nungsanteile scheint für die industrielle Anwendung geeignet. Lediglich unter transienten Bean-
spruchungen treten Unterschiede zwischen numerischer Nachrechnung und Versuch auf. Diese
sind letztlich auf Ungenauigkeiten der Werkstoffbeschreibungen des Hülsen- und Dehnhülsen-
werkstoffs zurückzuführen.
6.5 Sensitivitäten
Die Auslegung und Bewertung von Schraubenverbindungen sowie die Festlegung von Revisionsinterval-
len von Schrauben- und Flanschverbindungen erfordert neben möglichst genauen und robusten Werk-
stoffmodellen zur Beschreibung des Verformungs- und Relaxationsverhaltens umfangreiche Kenntnisse
zur Sensitivität der wichtigsten Einflussgrößen. Anhand numerischer Auswertungen des anwendungsna-
hen Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse (vgl. Abschnitt 6.4) soll zunächst der Einfluss der von
außen anliegenden Beanspruchungsgrößen Temperatur und Solldehnung auf die Restspannung der Ver-
bindung untersucht werden. Anschließend wird die Sensitivität relevanter Werkstoffeigenschaften über-
prüft. Zum Abschluss wird am Beispiel der verhältnismäßig einfachen Norton-Bailey-Kriechgleichung
der Einfluss der Modellparameter und der zur Verfügung stehenden Datenbasis auf die Abschätzung der
Spannungsrelaxation bewertet.
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6.5.1 Einfluss der äußeren Beanspruchungen
Die äußere Beanspruchung wird maßgeblich durch die Spannung sowie die Umgebungsbedingungen der
Temperatur und der vorherrschenden Medien bestimmt. Welche dieser Größen den stärksten Einfluss auf
das Werkstoff- oder Bauteilverhalten besitzt, hängt vom konkreten Anwendungsfall ab. Am Beispiel des
Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse soll an dieser Stelle der Einfluss der Temperatur und der
Ausgangsspannung auf die Spannungsrelaxation mithilfe einer Monte-Carlo Analyse untersucht werden
[157, 192]. Zu diesem Zweck werden jeweils 100 normal-verteilte Zufallswerte der Temperatur und
der Solldehnung um einen Temperaturmittelwert von 600 bzw. 650 °C und einen Dehnungsmittelwert
von 0,15 % erzeugt und als Eingangsgrößen der numerischen FE-Simulation des Schraubenverbindungs-
modells mit Dehnhülse zugeführt. Die Normalverteilung kann bei der Temperatur mit einer einfachen
Standardabweichung von 1,33 °C angenommen werden. Entsprechend dieser Annahme liegen 99 % der
Prüftemperaturen in einem Bereich von ± 4 °C um den Sollwert. Die DIN und ISO Normen für Hochtem-
peraturwerkstoffprüfungen [37, 111, 158] erlauben eben diese Abweichung im Temperaturbereich von
600 bis 800 °C. Die Dehnung wird mit einer einfachen Standardabweichung von 5 % der Solldehnung
variiert. Diese Streubreite ist in technischen Anlagen aufgrund der Unsicherheiten der Montageverfah-
ren realistisch [189, 193]. In Abbildung 6.5.1 sind die berechneten, normierten Restspannungen des
Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse in Abhängigkeit der Auslagerungszeit dargestellt.
Abbildung 6.5.1: Einfluss der äußeren Beanspruchungen der Temperatur und der Solldehnung auf die Restspannung des
Schraubenverbindungsmodells mit Nimonic 80A Schraubenbolzen, CB2 Hülse und Alloy-286 Dehnhülse
Die Variation der Temperatur mit der genannten Standardabweichung führt demnach zu einer kleineren
Streuung der Restspannungen im Vergleich zur Variation der Solldehnung. Der Einfluss der Solldehnung
nimmt jedoch tendenziell mit zunehmender Auslagerungszeit und steigendem Temperaturmittelwert ab
(Tabelle 6.5.1). Die Ergebnisse sind jedoch maßgeblich von den Eingangswerten der Standardabwei-
chungen abhängig. Ungeachtet dessen zeigt die Auswertung, dass die zur Bewertung der Genauigkeit
von Relaxationsauswertungen herangezogenen ± 15 MPa in erster Näherung der 2,5-fachen Standardab-
weichung der Variation der äußeren Beanspruchungen entsprechen. Diese in der ECCC-Richtlinie [185]
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vorgeschlagene Grenze schließt somit die Unsicherheiten bei der Durchführung von Schraubenverbin-
dungsmodellversuchen ein.
Tabelle 6.5.1: Standardabweichungen der numerisch berechneten Restspannungen des Schraubenverbindungsmodells mit
Dehnhülse bei Variation der Temperatur und der Solldehnung unter Annahme einer Normalverteilung
Einfache Standardabweichung der Restspannung (MPa)
Mittelwert der Temperatur Variation der Solldehnung Variation der Temperatur
(°C) 3.000 h 30.000 h 3.000 h 30.000 h
600 6,5 4, 4 1,8 2, 2
650 3,7 − 1, 8 −
6.5.2 Einfluss der Werkstoffeigenschaften
Das Relaxationsverhalten einer Schraubenverbindung hängt neben den äußeren Beanspruchungsbedin-
gungen von den unterschiedlichen Werkstoffeigenschaften des Schraubenbolzens, der Dehnhülse und
des Flansches ab. Aufgrund der komplexen Wechselwirkungen der Komponenten ist eine analytische Be-
trachtung nur eingeschränkt möglich. Somit erfolgt die Bewertung der Sensitivität erneut auf Basis einer
numerischen Parameterstudie des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse. Simuliert werden die
Restspannung nach isothermer Auslagerung für 3.000 h bei 0,15 % Solldehnung unter Verwendung der
in den vorangegangenen Abschnitten entwickelten Werkstoffmodelle. Zur Bewertung des Temperaturein-
flusses wird zudem die Auslagerungstemperatur zwischen 550 und 650 °C variiert. Anschließend wird
die Sensitivität der Restspannung im Bezug zu den physikalischen Werkstoffeigenschaften untersucht,
wobei im Besonderen der E-Modul und die thermischen Ausdehnungskoeffizienten betrachtet werden.
Die Bestimmung des Elastizitätsmoduls unterliegt Messunsicherheiten, die zum einen aus der Proben-
geometrie, der Versuchsdurchführung aber auch aus der vom Auswerter abhängigen Festlegung des Da-
tenbereiches zur Ermittlung der linear-elastischen Steigung der Spannungs-Dehnungskurve resultieren
[194]. Ergebnisse an Ringversuchen unterschiedlicher Stahl- und Nickelbasiswerkstoffe zeigen, dass eine
Streuung von bis zu ± 10 % auftreten kann [195]. Die thermischen Ausdehnungskoeffizienten unterlie-
gen ebenfalls einer gewissen Variation. Bereits die Angaben der Normen DIN EN 10269:2014 [165] und
DIN EN 10302:2008 [170] weichen bis zu 8 % voneinander ab (Abbildung 6.5.2).
Aufgrund der vorangegangenen Untersuchungen wird vermutet, dass im anwendungsrelevanten
Temperatur- und Spannungsbereich die Kriecheigenschaften der Werkstoffe einen maßgeblichen Einfluss
auf das Verformungs- und Relaxationsverhalten besitzen. Um diese Annahme zu überprüfen, werden die
Kriechbeschreibungen des CB2 Hülsenwerkstoffes und des Nimonic 80A Schraubenwerkstoffes variiert.
Zu diesem Zweck erfolgt zunächst die Anpassung von Zeitdehn- und Zeitstandmittelwertkurven an den
Ergebnissen der Kriechversuche (Abbildung 6.5.3 (a)). Anschließend werden diese Mittelwertkurven
um -10 % in Spannungsrichtung verschoben (Abbildung 6.5.3), sodass annähernd alle gemessenen Da-
tenpunkte oberhalb der Mittelwertkurven liegen. Nachfolgend werden daraus gemittelte Kriechkurven
berechnet und die implizite Garofalo-Kriechgleichung an diesen optimiert (Abbildung 6.5.3 (b)). Des
Weiteren wird die FE-Simulation des Schraubenverbindungsmodells mit Dehnhülse mit und ohne Be-
100 Kapitel 6
rücksichtigung der Volumenkontraktion des Nimonic 80A Schraubenbolzens durchgeführt. Außerdem
betrachtet die Sensitivitätsanalyse den Einfluss der zeitunabhängigen plastischen Anfangsdehnung.
Abbildung 6.5.2: Thermische Ausdehnungskoeffizienten des Nickelbasiswerkstoffes Nimonic 80A
Abbildung 6.5.3: Zeitstandschaubild mit einer Verschiebung der Manson-Brown Mittelwertkurven um -10 % in
Spannungsrichtung (a) sowie entsprechend verschobene Kriechkurven der impliziten Garofalo-
Kriechgleichung (b)
Die Ergebnisse der Parametervariation der Werkstoffeigenschaften zeigen (Abbildung 6.5.4), dass der
Einfluss des E-Moduls der CB2 Hülse auf die Restspannung vernachlässigbar ist. Der E-Modul des
Schraubenbolzens führt dagegen zu einer messbaren Abnahme der Spannung, wobei dieser Effekte mit
zunehmender Temperatur abnimmt.
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Abbildung 6.5.4: Einfluss der Werkstoffeigenschaften auf die Restspannung des Schraubenverbindungsmodells mit Nimo-
nic 80A Schraubenbolzen, CB2 Hülse und Alloy-286 Dehnhülse
Einen großen Einfluss auf das Relaxationsverhalten besitzen die thermischen Ausdehnungskoeffizienten
der beteiligten Werkstoffe. Um 10 % niedrigere Ausdehnungskoeffizienten bewirken eine Veränderung
der Restspannung von bis zu 60 %. Dabei kommt es im Falle des Schraubenbolzens zu einer Zunahme
der Spannung bei kleiner werdenden thermischen Ausdehnungskoeffizienten. Die Spannung steigt an,
wenn die Koeffizienten der Hülse bzw. der Dehnhülse kleiner werden.
Die Auswertung zeigt außerdem, dass die Volumenkontraktion des Schraubenbolzens im untersuchten
isothermen Fall berücksichtigt werden muss. Der zu erwartende Fehler der Restspannung ist anderenfalls
bis zu 20 %.
Die Kriecheigenschaften werden zunächst unter der allgemeinen Annahme betrachtet, dass ein wesentli-
cher Betrag der Spannungsrelaxation auf die Kriechverformungen der CB2 Hülse zurückzuführen ist.
Zu diesem Zweck erfolgt die FE-Simulation zunächst ohne Berücksichtigung der Kriechmodelle des
Bolzens und der Dehnhülse. Die Auswertung der Restspannung zeigt, dass die getroffene Annahme
bei 550 °C Gültigkeit besitzt. Bei höheren Temperaturen gewinnt der Einfluss der Kriechdehnung des
Schraubenbolzens zunehmend an Bedeutung. Eine Beschleunigung der Kriechverformung um 10 % in
Spannungsrichtung bewirkt in Abhängigkeit der Temperatur eine Abnahme der Restspannung von bis
zu 6 %. Die plastische Anfangsverformung spielt dagegen nur eine untergeordnete Rolle. Lediglich bei
650 °C treten messbare plastische Anfangsverformungen auf, da die Warmstreckgrenze der CB2 Hülse
lokal überschritten wird. Vergleichbare Ergebnisse wurden an FE-Analysen eines Modellflanschkörpers
mit einer ähnlichen Werkstoffkombination dokumentiert [135].
6.5.3 Einfluss der Werkstoffmodelle
Der Einfluss der Modellparameter und des zur Kriechmodellierung herangezogenen Spannungsberei-
ches auf die numerische Vorhersage der Relaxation kann anhand einer Monte-Carlo Simulation unter-
sucht werden. Aufgrund der verhältnismäßig einfachen Struktur der Kriechgleichung eignet sich der
Norton-Bailey-Ansatz (vgl. Gleichung 2.4.11) für diese Auswertung. In Analogie zur Sensitivitätsanaly-
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se der äußeren Beanspruchungen (vgl. Abschnitt 6.5.1) werden 20 normal-verteilte Zufallsparameter
von K , m und n mit einer Standardabweichung von 5 % des Ausgangsparametersatzes erzeugt (Anhang,
Tabelle D.0.3). Zusätzlich wird die Solldehnung entsprechend variiert und basierend auf der Dehnungs-
verfestigung die Spannungsverläufe numerisch berechnet (Abbildung 6.5.5).
Abbildung 6.5.5: Numerische Nachrechnung der Spannungsrelaxation mit dem Norton-Bailey-Kriechmodell bei Variation
der Gleichungsparameter n (a), m (b) und K (c) sowie der Solldehnung (d)
Der Spannungsexponent n hat demnach den größten Einfluss auf den Verlauf der Spannungsrelaxati-
on. Der Exponent der Zeit m bewirkt ebenfalls eine deutliche Streuung der Relaxationskurven. Dage-
gen sind die Auswirkungen des Parameters K und der Solldehnung verhältnismäßig gering. Bereits im
Stand des Wissens wurde auf die Bedeutung der Abbildungsgenauigkeit der minimalen Kriechgeschwin-
digkeit für die Berechnung der Spannungsrelaxation eingegangen. Bei Betrachtung der Spannungsab-
hängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit konventioneller Kriechversuche am Nimonic 80A (Ab-
bildung 6.5.6 (a)) wird deutlich, dass der in der doppelt-logarithmischen Darstellung lineare Ansatz
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nach Norton das Kriechverhalten nur eingeschränkt abbilden kann. In Abhängigkeit des zugrunde lie-
genden Spannungsbereiches variiert der Spannungsexponent n der Norton-Beziehung. Die Auswirkun-
gen der unterschiedlichen Spannungsexponenten bei der Nachrechnung der Relaxation sind in Abbil-
dung 6.5.6 (b) dargestellt. Die Parameter m und K sind anhand der Kriechversuche für die jeweiligen
n-Werte optimiert (Anhang, Tabelle D.0.3).
Abbildung 6.5.6: Spannungsabhängige Auftragung der minimalen Kriechgeschwindigkeit der Kriechversuche am Nimo-
nic 80A einschließlich deren Anpassung mithilfe der impliziten Garofalo-Kriechgleichung sowie dem
Norton-Ansatz mit zwei unterschiedlichen Spannungsexponenten n (a) und deren Auswirkungen bei
der numerischen Nachrechnung der Spannungsrelaxation (b)
Wie zu erwarten, wird die Spannungsrelaxation von dem hohen Spannungsexponenten unterschätzt.
Dagegen ist mit dem niedrigen n eine Anpassung des Relaxationsverlaufs möglich. Allerdings werden
in diesem Fall die Kriechdehnungen bei hohen Spannungen unterschätzt. Nicht-lineare Ansätze zur
Beschreibung der Spannungsabhängigkeit wie die implizite Garofalo-Kriechgleichung ermöglichen die
Modellierung komplexer Spannungsabhängigkeiten und somit die hinreichend genaue Beschreibung des
Kriech- und Relaxationsverhaltens. Zur Optimierung der Kriechgleichungen muss jedoch die Vorausset-
zung erfüllt sein, dass konventionelle Kriechversuche in einem für die Spannungsrelaxation typischen
niedrigen Spannungsbereich vorliegen. Die Charakterisierung des Kriechverhaltens von Werkstoffen
erfolgt jedoch üblicherweise bei höheren Spannungen, um entsprechend lange Versuchslaufzeiten zu
vermeiden.
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7 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen
Die vorliegende Arbeit hatte die Entwicklung von robusten und abgesicherten Werkstoffmodellen zur
Modellierung des Verformungs- und Spannungsrelaxationsverhaltens zum Ziel, die eine frühzeitige Er-
kennung von möglichen Schäden und eine genauere Abschätzung von Revisionsintervallen ermöglichen.
Zu diesem Zweck mussten zunächst maßgebende Verformungsmechanismen für die Nickelbasiswerk-
stoffe Nimonic 80A und Nimonic 101 identifiziert werden. Anschließend galt es, den Kenntnisstand
zu den bisher nur unzureichend untersuchten Auswirkungen transienter Temperaturbeanspruchungen
experimentell zu charakterisieren. Aufbauend auf diesen Ergebnissen und der Datenbasis isothermer
Warmzug-, Kriech- und Glühversuche mussten nachfolgend phänomenologische Werkstoffmodelle ent-
wickelt und deren Parameter identifiziert werden. Die abschließende Validierung der Werkstoffmodelle
sollte letztlich deren Anwendbarkeit in einem weiten Temperatur- und Spannungsbereich sowie unter
bauteilnahen Beanspruchungsbedingungen aufzeigen.
Zunächst wurden mithilfe von Untersuchungen der Mikrostruktur und einer umfangreichen isothermen
Basischarakterisierung bestehend aus Warmzug-, Kriech- und Glühversuchen die untersuchten Nimo-
nic 80A und Nimonic 101 Schmelzen in Literatur- und genormte Anhaltswerte eingeordnet. Es konnte
nachgewiesen werden, dass das Verformungsverhalten und die Werkstoffeigenschaften mit handels-
üblichen Schmelzen vergleichbar sind. Mittels Messungen der Gitterparameter, der Analyse der γ/γ’-
Volumenverhältnisse an kontrahierten, isotherm ausgelagerten Glühproben und Gefügesimulationsbe-
rechnungen (Thermo-Calc-Berechnungen) wurden zudem die in der Literatur teils unterschiedlich dis-
kutierten mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion untersucht. Die Auswertungen haben
gezeigt, dass die Volumenkontraktion der untersuchten Nickelbasiswerkstoffe auf die Ausbildung von
geordneten Ni2Cr-Domänen sowie auf die temperaturabhängigen Änderungen der chemischen Phasen-
zusammensetzungen und der Volumenanteile von γ- und γ’-Phase zurückzuführen sind.
Anschließend wurden die maßgeblich zur Spannungsrelaxation beitragenden visko-plastischen Ver-
formungsmechanismen mithilfe von kontinuierlichen Relaxationsversuchen und Kurzzeitrelaxations-
versuchen identifiziert. Demnach ist für den zeitlichen Verlauf der Spannung die Entwicklung der
Kriechdehnung und der Volumenkontraktion ausschlaggebend. Die Kurzzeitrelaxationsversuche ha-
ben gezeigt, dass anelastische Dehnungseffekte beim Nimonic 80A und Nimonic 101 im untersuch-
ten Spannungs- und Temperaturbereich vernachlässigt werden können. Bei anwendungsrelevanten
niedrigen Anfangsdehnungen dominieren im Spannungsrelaxationsversuch erwartungsgemäß zunächst
Primär-Kriechprozesse. Erst mit zunehmender Spannungsabnahme erreichen die Kriechgeschwindigkei-
ten den Bereich des Sekundär-Kriechverhaltens. Höhere Anfangsdehnungen verschieben die Kriechge-
schwindigkeiten jedoch in Richtung der minimalen Kriechgeschwindigkeit. Die Volumenkontraktion do-
miniert bei Relaxationsversuchen in einem mittleren Temperaturbereich von 400 bis 550 °C beim Nimo-
nic 80A und 450 bis 600 °C beim Nimonic 101 und bewirkt einen Spannungsanstieg bei kontinuierlicher
Versuchsführung. Die Restspannung artgleicher Schraubenverbindungsmodelle bleibt dagegen nahezu
unbeeinflusst, da sowohl der Schraubenbolzen als auch die Hülse im gleichen Maße kontrahieren.
Der Einfluss transienter Beanspruchungen wurde anhand von Kriech- und Relaxationsversuchen mit
anwendungsrelevanten zyklischen Temperaturwechseln bei annähernd konstanten mechanischen Be-
anspruchungen untersucht. Der Nimonic 80A zeigt unter diesen Beanspruchungsbedingungen weder
eine Beschleunigung noch eine Verzögerung der Kriechverformung sowie der Spannungsrelaxation.
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Das Werkstoffverhalten kann vielmehr als Akkumulation der jeweiligen isothermen Anteile verstan-
den werden. Dagegen führen die zyklisch wechselnden Temperaturen am Nimonic 101 tendenziell zu
einer Beschleunigung der Kriechverformung. Die Auswirkungen auf die Spannungsrelaxation sind je-
doch unterschiedlich. Die Ursachen dafür konnten in der vorliegenden Arbeit nicht abschließend geklärt
werden, sodass weiterführende Untersuchungen anzustreben sind.
Die kurzzeitigen Auslagerungen kontrahierter Proben bei den maximalen Temperaturen der transien-
ten Kriech- bzw. Relaxationsversuche haben gezeigt, dass die Volumenkontraktion teilweise wieder
zurückgeht. Der Stabilitätsbereich der mikrostrukturellen Ursachen wurde anschließend mittels DSC-
und TMA-Messungen experimentell untersucht. Beim Nimonic 80A kommt es ab einer Temperatur von
ungefähr 575 °C und beim Nimonic 101 von ungefähr 600 °C zur Auflösung bzw. Rückbildung der Vo-
lumenkontraktion. Diese Erkenntnis korreliert mit bereits dokumentierten Stabilitätsgrenzen der Ni2Cr-
Ordnungszustände. So kann, je nach Höhe und Haltedauer der minimalen und maximalen Zyklustem-
peraturen, die abwechselnde Ausbildung und Auflösung der Volumenkontraktion erklärt werden. Bei
den durchgeführten transienten Relaxations- und Kriechversuchen ist daher keine Akkumulation der
Kontraktion zu erwarten, was durch die experimentellen Ergebnisse bestätigt werden konnte.
Basierend auf der Datenbasis der isothermen Warmzug-, Kriech- und Glühversuche wurden anschließend
phänomenologische Werkstoffmodelle erweitert und optimiert. Die entsprechenden Parametersätze er-
möglichen eine hinreichend genaue Beschreibung des elastisch-plastischen Werkstoffverhaltens sowie
des Volumenkontraktions- und des Kriechverhaltens. Mit dem Ziel einer verbesserten numerischen Ro-
bustheit und reduzierten Rechenzeiten wurde eine implizit formulierte Garofalo-Kriechgleichung neu
entwickelt. Diese basiert auf der industriell erprobten modifizierten Garofalo-Kriechgleichung und er-
möglicht eine konsistente Abbildung der Kriechgeschwindigkeit in Abhängigkeit der vorliegenden Kriech-
dehnung für einen weiten Temperatur- und Spannungsbereich.
Mithilfe numerischer FE-Simulationen der isothermen Kriech- und Spannungsrelaxationsversuche wurde
die Methode der Superposition der Dehnungsanteile anschließend erfolgreich validiert. Eine Bewertung
der unterschiedlichen Modelle erfolgte anhand von 45°-Diagrammen, bei denen gemessene und berech-
nete Werte direkt gegenübergestellt werden. Zur Vermeidung einer ungewollten Wichtung der Versuche
infolge einer unterschiedlichen Anzahl an vorliegenden Datenpunkten eignen sich die 45°-Diagramme
lediglich bei Betrachtung definierter Dehnungswerte, Versuchszeiten oder Spannungen. Eine zeitabhän-
gige Bewertung der Modellgenauigkeit wird erst durch die Berechnung eines Flächenfehlers zwischen
Versuchs- und Modellkurve möglich. Grundsätzlich erhöht sich mit zunehmender Komplexität der Kriech-
beschreibung die Genauigkeit der Verformungs- und Relaxationsbeschreibung. Zudem sind stets konsis-
tente Temperatur- und Spannungsabhängigkeiten innerhalb der Modellgleichungen anzustreben.
Die Robustheit der in dieser Arbeit entwickelten impliziten Garofalo-Kriechgleichung bei überlagerten
plastischen Anfangsdehnungen konnte anhand der Simulation der gestuften Relaxationsversuche aufge-
zeigt werden. Diese Auswertung verdeutlichte außerdem, dass die Annahme einer isotropen Verfestigung
ohne Berücksichtigung von statischen und dynamischen Erholungsvorgängen zu Abweichungen bei zy-
klischen Beanspruchungen mit großen plastischen Verformungsanteilen führen kann. Hier könnten kon-
stitutive Ansätze eine genauere Beschreibung des Verformungsverhaltens ermöglichen, was jedoch mit
erhöhtem Aufwand bei der Parameteridentifizierung, Implementierung und Rechenzeit verbunden ist.
Die gewählten phänomenologischen Ansätze stellen im Hinblick auf die Anwendbarkeit einen Kom-
promiss aus Genauigkeit und wirtschaftlich vertretbarem Aufwand bei der Parameterbestimmung und
numerischen Anwendung dar.
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Die Anwendbarkeit der Superposition der Dehnungsanteile und der entwickelten Werkstoffmodelle wur-
de nachfolgend für transiente Beanspruchungsbedingungen erfolgreich nachgewiesen. Das Auflösungs-
verhalten der Volumenkontraktion wurde bei der Nachrechnung der transienten Relaxationsversuche
berücksichtigt, indem ohne die negative Dehnung der Volumenkontraktion gerechnet wurde. Jedoch ist
dieses Vorgehen nur dann zulässig, wenn die maximale Zyklustemperatur die zur Auflösung der Vo-
lumenkontraktion erforderliche kritische Temperatur in jedem Fall überschreitet. Andernfalls muss das
Volumenkontraktionsverhalten bei FE-Simulationen zwingend berücksichtigt werden.
Zur Validierung der Werkstoffmodelle bei bauteilnahen Beanspruchungen, wie sie in herkömm-
lichen fossil befeuerten Kraftwerksanlagen auftreten, wurden Schraubenverbindungsmodelle mit
GX13CrMoCoVNbNB9-2-1 (CB2) Stahlgusshülsen und zusätzlichen austenitischen Dehnhülsen der Le-
gierung Alloy-286 geprüft. Die Dehnhülse kompensiert die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungs-
koeffizienten von Schraubenbolzen und Flanschkörper. Die Restspannung nach 3.000 h isothermer Aus-
lagerung bei 650 °C weist erwartungsgemäß einen geringeren Wert im Vergleich zu artgleichen Nimonic
Relaxationsversuchen auf. Ursache ist die geringe Kriechfestigkeit des CB2 Hülsenwerkstoffs bei dieser
Temperatur. Die FE-Simulation des isothermen Versuchs hat gezeigt, dass die Werkstoffmodelle in der
Lage sind die Restspannung mit hinreichender Genauigkeit vorherzusagen. Die Unterschiede zwischen
Simulation und Versuch bei transienter Temperaturführung beruhen auf Unsicherheiten der Kriechbe-
schreibung der Hülsenwerkstoffe im Bereich kleiner Spannungen.
Anhand der abschließenden Sensitivitätsanalyse wurde der Einfluss der Beanspruchungsgrößen Tem-
peratur und Spannung, der Werkstoffeigenschaften sowie der Modellparameter der Norton-Bailey-
Kriechgleichung auf die Spannungsrelaxation aufgezeigt. Aufgrund möglicher Streuungen bei der Ver-
suchsdurchführung scheint die in der ECCC-Richtlinie aufgeführte Genauigkeitsgrenze als ein realis-
tisches Gütekriterium zur Bewertung unterschiedlicher Modelle zu sein. Des Weiteren beeinflussen im
Besonderen der E-Modul, das thermische Ausdehnungsverhalten sowie die Beschreibung der Spannungs-
abhängigkeit der minimalen Kriechgeschwindigkeit die Genauigkeit der numerischen Simulation. Insbe-
sondere im Bereich niedriger Spannungen, wie sie üblicherweise in Schraubenbolzen und Flanschtellern
fossil befeuerter Kraftwerksanlagen zu erwarten sind, ist eine hinreichend genaue Kriechbeschreibung
vonnöten. Dies schließt die Notwendigkeit einer entsprechenden Datenbasis bei den relevanten Span-
nungen ein.
Die vorliegende Arbeit leistete somit einen Beitrag zum verbesserten Verständnis der Verformungs- und
Relaxationsvorgänge von geschmiedeten Nickelbasislegierungen unter isothermen und transienten Be-
anspruchungen. Auf Basis der entwickelten Werkstoffmodelle konnten zudem robuste numerische Be-
wertungen ermöglicht werden, sodass zukünftig Bauteile und Komponenten unter thermisch transienten
Belastungen genauer ausgelegt und Revisionsintervalle präziser vorhergesagt werden können.
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8 Ausblick
Die vorliegende Arbeit enthält grundlegende Erkenntnisse zu den Auswirkungen isothermer und transi-
enter Beanspruchungen auf das Verformungs- und Spannungsrelaxationsverhalten der Nickelbasislegie-
rungen Nimonic 80A und Nimonic 101. Im Hinblick auf die zu Beginn formulierte Vision sind jedoch auch
neue Fragestellungen hinzugekommen, welche bisher nur eingeschränkt betrachtet werden konnten.
Die Untersuchungen zeigten, dass transiente Beanspruchungen beim Nimonic 80A im untersuchten, an-
wendungsrelevanten Spannungs- und Temperaturbereich weder eine Beschleunigung noch eine Verzö-
gerung der Kriechverformung und der Spannungsrelaxation bewirken. Die Ergebnisse am Nimonic 101
sind hingegen weniger eindeutig. So kann zwar tendenziell eine Beschleunigung der Kriechverformung
infolge transienter Beanspruchungen beobachtet werden, die Relaxation wird jedoch nur geringfügig
beeinflusst. Zur Absicherung der bisher getroffenen Aussagen wären demnach weitere transiente Kriech-
versuche mit alternativen Temperaturzyklen anzustreben.
Des Weiteren wurde gezeigt, dass mithilfe phänomenologischer Werkstoffmodelle eine hinreichend ge-
naue numerische Abbildung der isothermen Verformungs- und Relaxationsvorgänge möglich ist. Die
Simulation transienter Beanspruchungen erfordert jedoch die Berücksichtigung des Auflösungsverhal-
tens der Volumenkontraktion bei Überschreiten einer kritischen Temperatur Tc. Dies erfolgte bisher,
indem die transienten Relaxationsversuche ohne Volumenkontraktion simuliert wurden. Diese Vorge-
hensweise ist jedoch nur dann zulässig, wenn die maximalen Zyklustemperaturen oberhalb von Tc liegen.
Andernfalls muss die Kontraktion zwingend berücksichtigt werden. Demnach sollten nachfolgende Ar-
beiten eine numerische Umsetzung des Auflösungsverhaltens anstreben, was eine größere Datenbasis an
Glühversuchen sowie entsprechende Mikrostrukturanalysen erfordert. Der Einfluss mehrachsiger Bean-
spruchungen auf die mikrostrukturellen Ursachen der Volumenkontraktion stellt einen weiteren Aspekt
dar, der für eine umfassende Bewertung von Bauteilen von großem Interesse ist. Außerdem kann die ge-
genseitige Beeinflussung von Kriechdehnung und Kontraktion derzeit nicht vollständig ausgeschlossen
werden. Das Potential der Rechenzeitreduzierung durch die implizite Formulierung der modifizierten
Garofalo-Kriechgleichung ist noch mit FE-Berechnungen von komplexeren Bauteilgeometrien zu bestim-
men.
In fossil befeuerten Kraftwerksanlagen wird neben den untersuchten Nickelbasiswerkstoffen eine Viel-
zahl unterschiedlicher Stahlwerkstoffe für Schraubenbolzen eingesetzt. Deren Werkstoffverhalten unter
transienten Beanspruchungen ist bisher ebenfalls nur unzureichend bekannt. So gilt es anhand ausge-
wählter Versuche zu prüfen, inwieweit die gewonnenen Erkenntnisse auf die Gruppe der Stahlwerk-
stoffe übertragbar sind. Des Weiteren haben die Schraubenverbindungsmodelle mit CB2 Hülse gezeigt,
dass neben der Modellierung der Schraubenbolzen, die Genauigkeit bei der Abschätzung der Hülsen-
bzw. Flanschverformung, die Restspannung entscheidend beeinflusst. Die entsprechende Optimierung
der Modelle erfordert jedoch Kriechdaten in einem verhältnismäßig niedrigen Spannungsbereich, der
aufgrund der zu erwartenden langen Laufzeiten bisher nur unzureichend abgesichert ist.
Die Fortsetzung der Untersuchungen zu den Auswirkungen transienter Beanspruchungen ist im Hinblick
auf eine möglichst robuste Beschreibung des Verformungs- und Relaxationsverhaltens und vor dem Hin-
tergrund der eben aufgeführten neuen Fragestellungen anzustreben. Ein Teil der Fragestellungen ist in
einem bereits bewilligten AiF-Nachfolgevorhaben adressiert.
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A Anhang: Versuchsmatrix
Tabelle A.0.1: Übersicht der durchgeführten Versuche und deren Zielstellung
Versuchsart Temperatur Versuchsanzahl Zielstellung der Versuche
Ni 80A Ni 101
Warmzugversuche isotherm 3 4
Einordnung der untersuchten Schmelzen in




Einordnung der untersuchten Schmelzen in
Literaturdaten, Datenbasis für Kriechmodellierung
transient 1 1





Einordnung der untersuchten Schmelzen in
Literaturdaten, Datenbasis für Modellierung der
Volumenkontraktion
transient 3 2





Einordnung der untersuchten Schmelzen in







isotherm 8 - Überprüfung der anelastischen Dehnung
gestufte
Relaxationsversuche




Einordnung der untersuchten Schmelzen in








isotherm 1 - Validierung der Werkstoffmodelle
transient 1 - Validierung der Werkstoffmodelle
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D Anhang: Werkstoffdaten und Modellparameter
Tabelle D.0.1: Kurzzeiteigenschaften der untersuchten Werkstoffe ermittelt an genormten Warmzugversuchen
Werkstoff Material-Parameter Symbol Einheit Temperatur (°C)
550 600 650 700
Nimonic 80A
Zugfestigkeit Rm (MPa) 1160 1120 994 -
0,2 %-Ersatzstreckgrenze Rp0,2 (MPa) 720 695 674 -
Elastizitätsmodul ET (MPa) 183.000 181.000 173.000 -
Bruchdehnung Au (%) 16 22 33 -
Brucheinschürung Zu (%) 28 22 28 -
Nimonic 101
Zugfestigkeit Rm (MPa) 1140 1170 1120 1010
0,2 %-Ersatzstreckgrenze Rp0,2 (MPa) 716 702 703 714
Elastizitätsmodul ET (MPa) 199.000 188.000 178.000 178.000
Bruchdehnung Au (%) 17 16 24 27
Brucheinschürung Zu (%) 15 14 21 26
Tabelle D.0.2: Parameter der analytischen Gleichungen zur Beschreibung der plastischen Anfangsdehnung
Werkstoff ni Ki Ki0 QKi0 Ki1 QKi1 ci di
Nimonic 80A 4,42 - -26,2 5795 -48,9 -12320 9, 00 · 10−29 10
Nimonic 101 14,2 5,689 · 10−42 - - - - - -
(Parameter für Spannungen in MPa, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
Tabelle D.0.3: Parameter der Norton-Bailey-Kriechgleichung des Nimonic 80A und Nimonic 101
Nimonic 80A Nimonic 80A
Temperatur (°C) n m K n m K
550 5, 85 0,526 < 1 - - -
600 4, 90 0,632 < 1 5, 00 0,590 < 1
650 3, 34 (∗8,10) 0,750 (∗0,870) < 1 (∗< 1) 4, 70 0, 584 < 1
700 - - - 2, 77 0, 460 < 1
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in %; ∗ Anpassung der Parameter für hohe Spannungen)
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Tabelle D.0.4: Parameter der analytischen Gleichungen zur Beschreibung der Volumenkontraktion
Nimonic 80A Nimonic 101
Temperatur Kd τd dd Md λd fd Kd dd Wd Ta τd
(°C)
273 0 0 0 0 0 0 0 0,50 3,00
890 209
573 -0,015 5,0 0,55 0 0 0 -0,037 0,41 4,89
723 -0,015 14,7 0,94 -0,090 5041 1,83 -0,067 0,28 5,16
773 -0,016 19,3 0,55 -0,085 24063 1,62 -0,069 0,28 6,84
823 -0,019 111 0,29 -0,010 13323 0,84 -0,070 0,27 8,52
873 -0,018 692 0,34 0 0 2 -0,052 0,27 4,90
923 -0,018 846 0,32 0 0 2 -0,048 0,27 3,45
973 -0,018 1000 0,30 0 0 2 -0,045 0,25 2,00
1173 - - - - - - 0,017 0,24 0,10
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
Tabelle D.0.5: Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung des Nimonic 80A
"f = "f,1max ·H(t) + "˙f,min · t + K3(T ) · (t/t23) f
1. primärer Kriechbereich
"f,1max = K1(T ) ·σn10 · ea1(T )·σ
b1
0 n1 = 0, 87 b1 = 1,01
K1(T ) = K10 · e
QK1
T K10 < 1 QK1 > 1
a1 = a10 + a11 · T a10 < 0 a11 < 1




)α12 C12 = 0, 104 α12 = 1, 379
2. sekundärer Kriechbereich
"˙f,min = K2(T ) ·σn20 · ea2(T )·σ
b2
0 n2 = 1, 00 b2 = 1,00
K2(T ) = K20 · e
QK2
T K20 > 1 QK2 > 1
a2 = a20 + a21 · T a20 < 1 a21 < 0
3. tertiärer Kriechbereich
K3(T ) = K30 · e
QK3





)α23 C23 = 0, 056 α23 = 0, 004
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
135
Tabelle D.0.6: Parameter der modifizierten Garofalo-Kriechgleichung des Nimonic 101
" f = "f,1max ·H(t) + "˙f,min · t + K3(T ) · (t/t23) f
1. primärer Kriechbereich
"f,1max = K1(T ) ·σn10 · ea1(T )·σ
b1
0 n1 = 0,43 b1 = 0,929
K1(T ) = K10 · e
QK1
T K10 > 1 QK1 > 1
a1 = a10 + a11 · T a10 < 1 a11 < 0




)α12 C12 = 0,004 α12 = 0, 0002
2. sekundärer Kriechbereich
"˙f,min = K2(T ) ·σn20 · ea2(T )·σ
b2
0 n2 = 3,48 b2 = 1,01
K2(T ) = K20 · e
QK2
T K20 > 1 QK2 > 1
a2 = a20 + a21 · T a20 < 1 a21 < 0
3. tertiärer Kriechbereich
K3(T ) = K30 · e
QK3
T K30 > 1 QK3 > 1




)α23 C23 = 0,241 α23 = 1, 307
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
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Tabelle D.0.7: Parameter der implizierten Garofalo-Kriechgleichung des Nimonic 80A
"˙ f = "˙f,I + "˙f,min + "˙f,III
1. primärer Kriechbereich
"˙f,I = A1(T ) ·σν10 · eα1(T )·σ
β1
0 · "µ1(T )f ·H(" f ) ν1 = 0, 80 β1 = 1, 53
A1(T ) = A10 · e
QA1
T A10 > 1 QA1 < 0
α1 = α10 +α11 · T α10 < 1 α11 < 1







γ1 = 1, 00 δ1 = 1, 00
"f,12 = ρ12 · "ω12f,min ρ12 = 0,078 ω12 = 0
2. minimale Kriechgeschwindigkeit
"˙f,min = A2(T ) ·σν2 · eα2(T )·σβ2 ν2 = 0, 30 β2 = 1, 33
A2(T ) = A20 · e
QA2
T A20 > 1 QA2 < 0
α2 = α20 +α21 · T α20 < 1 α21 < 0
3. tertiärer Kriechbereich
"˙f,III = A3(T ) ·σν3 · eα3(T )·σβ3 · "µ3(T )f · I("f) ν3 = 2, 00 β3 = 1, 44
A3(T ) = A30 · e
QA3
T A30 > 1 QA3 < 1
α3 = α30 +α31 · T α30 < 1 α31 < 0
µ3 = µ30 +µ31 · T µ30 = 0, 046 µ31 = 8,600 · 10−4





γ3 = 1, 00 δ3 = 1,00
"f,23 = ρ23 · "ω23f,min ρ23 = 3,500 ω23 = 0
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
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Tabelle D.0.8: Parameter der implizierten Garofalo-Kriechgleichung des Nimonic 101
"˙f = "˙f,I + "˙f,min + "˙f,III
1. primärer Kriechbereich
"˙f,I = A1(T ) ·σν10 · eα1(T )·σ
β1
0 · "µ1(T )f ·H("f) ν1 = 4, 06 β1 = 8, 00
A1(T ) = A10 · e
QA1
T A10 > 1 QA1 < 1
α1 = α10 +α11 · T α10 < 0 α11 < 0







γ1 = 1, 00 δ1 = 1, 10
"f,12 = ρ12 · "ω12f,min
ρ12 = ρ10 · e
Qρ10
T ρ10 = 7,2303 · 10−21 Qρ10 = 42495
ω12 =ω10 +ω11 · T ω10 = 4, 6302 ω11 = −0,00475
2. minimale Kriechgeschwindigkeit
"˙f,min = A2(T ) ·σν2 · eα2(T )·σβ2 ν2 = 4, 70 β2 = 3, 50
A2(T ) = A20 · e
QA2
T A20 > 1 QA2 < 0
α2 = e(α20−
Qα20
T ) + cα2 α20 > 1 Qα20 > 1
cα2 < 1
3. tertiärer Kriechbereich
"˙f,III = A3(T ) ·σν3 · eα3(T )·σβ3 · "µ3(T )f · I("f) ν3 = 0, 66 β3 = 2, 20
A3(T ) = A30 · e
QA3
T A30 > 1 QA3 < 0
α3 = α30 +α31 · T α30 < 0 α31 < 1
µ3 = µ30 +µ31 · T µ30 = −3, 107 µ31 = 0,0045





γ3 = 0, 90 δ3 = 0, 22
"f,23 = ρ23 · "ω23f,min ρ23 = 0,580 ω23 = 0,1697
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
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Tabelle D.0.9: Parameter der implizierten Garofalo-Kriechgleichung des GX13CrMoCoVNbNB9-2-1 (CB2)
"˙f = "˙f,I + "˙f,min + "˙f,III
1. primärer Kriechbereich
"˙f,I = A1(T ) ·σν10 · eα1(T )·σ
β1
0 · "µ1(T )f ·H("f) ν1 = 2,00 β1 = 2,00
A1(T ) = A10 · e
QA1
T A10 > 1 QA1 < 1
α1 = e(α10−
Qα10
T ) − e(α11−Qα11T ) + cα1 α10 < 1 Qα10 > 1
cα1 < 1 α11 > 1 Qα11 > 1







γ1 = 1,00 δ1 = 1,00
"f,12 = ρ12 · "ω12f,min ρ12 = 2,247 ω12 = 0, 173
2. minimale Kriechgeschwindigkeit
"˙f,min = A2(T ) ·σν2 · eα2(T )·σβ2 ν2 = 1,50 β2 = 2,40
A2(T ) = A20 · e
QA2
T A20 > 1 QA2 < 1
α2 = e(α20−
Qα20
T ) − e(α21−Qα21T ) + cα2 α20 > 1 Qα20 > 1
cα2 > 1 α21 > 1 Qα21 > 1
3. tertiärer Kriechbereich
"˙f,III = A3(T ) ·σν3 · eα3(T )·σβ3 · "µ3(T )f · I("f) ν3 = 1,00 β3 = 1,50
A3(T ) = A30 · e
QA3
T A30 > 1 QA3 < 0
α3 = α30 +α31 · T α30 < 0 α31 < 1
µ3 = µ30 +µ31 · T µ30 = 0,4267 µ31 = 2,20 · 10−3





γ3 = 1,00 δ3 = 2,00
"f,23 = ρ23 · "ω23f,min ρ23 = 5,796 ω23 = 0, 206
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
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Tabelle D.0.10: Parameter der implizierten Garofalo-Kriechgleichung des Alloy-286
"˙f = "˙f,I + "˙f,min + "˙f,III
1. primärer Kriechbereich
"˙f,I = A1(T ) ·σν10 · eα1(T )·σ
β1
0 · "µ1(T )f ·H("f) ν1 = 3, 28 β1 = 1, 40
A1(T ) = A10 · e
QA1
T A10 > 1 QA1 < 0
α1 = e(α10−
Qα10
T ) − e(α11−Qα11T ) + cα1 α10 > 1 Qα10 > 1
cα1 = 0 α11 > 1 Qα11 > 1







γ1 = 3, 00 δ1 = 1, 50
"f,12 = ρ12 · "ω12f,min ρ12 = 0,350 ω12 = 0
2. minimale Kriechgeschwindigkeit
"˙f,min = A2(T ) ·σν2 · eα2(T )·σβ2 ν2 = 3, 17 β2 = 1,50
A2(T ) = A20 · e
QA2
T A20 > 1 QA2 < 0
α2 = e(α20−
Qα20
T ) − e(α21−Qα21T ) + cα2 α20 > 1 Qα20 > 1
cα2 = 0 α21 > 1 Qα21 > 1
3. tertiärer Kriechbereich
"˙f,III = A3(T ) ·σν3 · eα3(T )·σβ3 · "µ3(T )f · I("f) ν3 = 3, 01 β3 = 1,40
A3(T ) = A30 · e
QA3
T A30 > 1 QA3 < 0
α3 = α30 +α31 · T α30 < 1 α31 < 0
µ3 = µ30 +µ31 · T µ30 = 1, 5714 µ31 = 1, 54 · 10−4





γ3 = 0, 01 δ3 = 4, 00
"f,23 = ρ23 · "ω23f,min ρ23 = 0,460 ω23 = 0
(Parameter für Zeit in h, Dehnungen in % und Temperaturen in K)
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